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RESUME
Afin de repondre au marche actuel, la conception des vehicules terrestres doit engen-
drer des vehicules legers, durables, ayant un faible cout de fabrication ainsi qu'un cycle
de developpement rapide. Avec ces criteres de conception, il devient important de mini-
miser Ie poids structural et d'optimiser Putilisation de nouveaux materiaux performants.
Dans ce contexte, 1'analyse de durabilite represente une partie integrate et essentielle au
processus de conception de ce type de vehicule 39 . En fait, une conception basee sur
un critere de fatigue permet d'obtenir des concepts plus realistes et souvent mieux opti-
mises [32]. L'arrivee de ces criteres de conception a done motive Pindustrie du transport
terrestre a se tourner vers des methodes modernes de conception et d'analyse par ordina-
teur. Dans Ie cas de 1'analyse de durabilite, plusieurs references 3, 24, 30,32,38, 42,68]
presentent la fa^on dont ces nouvelles methodes s'appliquent et s'integrent dans Ie
domaine des vehicules routiers. Toutefois, un vide est a combler pour les vehicules
recreatifs hors route comme les motoneiges.
L'objectif principal de ce projet de recherche etait done de demontrer Papplication et
Ie potentiel de Papproche moderne de conception et d'analyse de durabilite de 1'industrie
du transport terrestre sur un chassis de motoneige de la compagnie Bombardier inc.
Les methodes modernes utilisees pour realiser 1'analyse de durabilite sont la methode
des elements finis (MEF) et un processus d'analyse en fatigue base sur la methode la
plus utilisee dans 1'industrie du transport terrestre, 1'approche locale. Dans Ie cas des
joints soudes, c'est la methode S-N qui est appliquee. La MEF permet de realiser la
premiere etape de 1 analyse de durabilite, soit 1'analyse structurale. Cette derniere a
pour but de valider la rigidite globale des modeles d'elements finis et de determiner sur
ceux-ci les contraintes et deformations des regions propices a la rupture par fatigue.
Dans ces endroits critiques, la derniere etape est realisee, soit 1'analyse en fatigue. La
vie en fatigue de ces regions est evaluee a 1'aide de la methode correspondant a la region
analysee (avec ou sans soudure).
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1 INTRODUCTION
Dans Ie passe, et malheureusement encore aujourd'hui, la conception en ingenierie
demeure souvent un processus d'essais et erreurs. Dans Ie cas de 1'analyse de durabi-
lite, un ensemble d'essais iteratifs en fatigue sur plusieurs prototypes est realise jus-
qu'a ce que les specifications de conception soient respectees. De plus, lorsqu elle est
consideree, cette analyse est generalement integree dans les dernieres phases du pro-
cessus de realisation de produit. Par consequent, lorsqu'un probleme majeur est iden-
tifie, les modifications a apporter pour Ie resoudre entrament souvent des ressources
materielles et operationnelles dispendieuses ainsi qu'une augmentation du temps de
developpement. Cette fagon de faire engendre done un processus qui peut s'averer long
et couteux et ou il est difficile d'obtenir des structures optimisees.
Etant donne que les vehicules terrestres sont soumis au phenomene de fatigue, 1'in-
dustrie du transport n'echappe pas toujours a ce type de conception. Afin d'y remedier,
cette industrie a decide de s'interesser et de se tourner progressivement vers une nou-
velle approche de conception et d'analyse de durabilite assistees par ordinateur. Bien
qu'un grand nombre de references [3, 24, 30, 32, 38, 42, 68] presentent la fa^on dont de
cette approche moderne s'applique et s'integre dans Ie domaine des vehicules routiers,
un manque est a combler pour les vehicules recreatifs hors route comme les motoneiges.
Considerant ceci, il apparait necessaire de combler ce vide. Par consequent, Pobjectif
principal de ce projet de recherche est de demontrer Papplication et Ie potentiel de
cette approche moderne pour la conception et Panalyse de durabilite d'un chassis de
motoneige.
Le corps de ce memoire est compose de quatre chapitres. En premier lieu, Ie cha-
pitre 2 dresse 1 et at des connaissances sur les notions qui seront reprises dans les cha-
pitres subsequents. Au chapitre 3, les objectifs de ce projet de recherche sont clairement
definis. Le chapitre 4 expose la methodologie utilisee pour mettre en oeuvre 1'applica-
tion de Papproche moderne de conception et d'analyse de durabilite sur Ie chassis de
motoneige. Par la suite, Ie chapitre 5 presente les resultats obtenus et les analyses qui
en decoulent. Finalement, la conclusion de ce projet ainsi que diverses perspectives de
recherches sont presentees.
2 ETAT DES CONNAISSANCES
2.1 Introduction
La conception des vehicules terrestres dans 1'industrie du transport n'est pas une
tache facile, car 1'environnement auquel sont soumises ces structures, est tres diversifie,
variable et souvent mal defini : geomorphologie du terrain, humidite, temperature, ex-
citation mecanique et acoustique du moteur, etc. De plus, les conditions de services des
vehicules dependent grandement de leur utilisation.
D'un point de vue conception structurale, cet environnement engendre deux types de
chargement : statique et dynamique. A chacun est associe des analyses et des criteres de
dimensionnement particuliers. Dans Ie premier cas, ou les charges sont independantes du
temps et Ie domaine d'analyse est lineaire, Ie dimensionnement repose souvent sur des
criteres d'effondrement statique. Pour les materiaux ductiles, les criteres d'ecoulement
de Tresca et de von Mises sont generalement utilises tandis que, pour les materiaux
fragiles, ce sont les criteres de rupture de Mohr et Mohr modifie. Dans Ie second cas, ce
n'est pas aussi simple. En fait, les charges dynamiques vont generer des vibrations dans
la structure. Le type de vibrations influencera 1'analyse et Ie critere de dimensionne-
ment utilises. Les vibrations peuvent etre transitoires, harmoniques ou aleatoires. Ces
vibrations peuvent entrainer la rupture de la structure due a la fatigue du materiau
sous la variation cyclique des contraintes induites. Bien que la majorite des charges
dynamiques appliquees sur un vehicule terrestre soient aleatoires, il semble que 1'appli-
cation de celles-ci demontrent une certaine periodicite puisque la fatigue est Ie mode
de rupture Ie plus frequent [27, 40]. En fait, Ie National Bureau Standards [55] montre
que 75% des ruptures sont reliees a la fatigue. Comme les structures de ces vehicules
comportent un grand nombre de zones tres propices a la fatigue (joints soudes et bou-
lonnes), il est normal que la rupture par fatigue soit si considerable. Dans ce contexte,
Ie critere de dimensionnement est la duree de vie en fatigue de la structure pour des
niveaux de chargements donnes.
De plus, afin de repondre au marche actuel, la conception des vehicules terrestres
doit engendrer des vehicules legers, durables, ayant un faible cout de fabrication ainsi
qu'un cycle de developpement rapide. Avec ces criteres de conception, il devient impor-
tant de minimiser Ie poids structural et d'optimiser 1'utilisation de nouveaux materiaux
performants. Dans ce contexte, 1'analyse de durabilite represente une partie integrale et
essentielle au processus de conception de ce type de vehicule [39]. En fait, une conception
basee sur un critere de fatigue permet d'obtenir des concepts plus realistes et souvent
mieux optimises 32 .
L'arrivee de ces criteres de conception a motive 1'industrie du transport a se tour-
ner vers des methodes modernes de conception et d'analyse assistees par ordinateur,
developpees en grande partie dans les annees 70 et 80. Dans Ie cas de la durabilite, ces
methodes sont la simulation cinematique et dynamique d'un vehicule, la modelisation
de sa structure par la methode des elements finis (MEF) et 1'evaluation du dommage
en fatigue a Paide de modeles de la reponse locale du materiau. Comme Ie montre la
figure 1, Ie role de la simulation cinematique et dynamique [9] est de predire Ie com-
portement du vehicule et les charges dynamiques appliquees sur sa structure et ses
composantes. Avec Paide des charges dynamiques et statiques, 1'analyse par elements
finis permet de determiner les regions propices a la rupture par fatigue ainsi que les
contraintes et deformations presentes. Dans ces endroits critiques, 1'analyse en fatigue
determine la duree de vie de la structure etudiee. Comme Ie mentionnent plusieurs
references [3, 12, 16, 39, 40], cette technologie s'avere etre un outil efficace et productif
pour la conception et Ie developpement des vehicules terrestres.
Malgre Ie potentiel de ces methodes modernes d'analyse, Ie defi d'aujourd'hui est
cTarriver a integrer efficacement ces methodes predictives dans Ie processus de concep-
tion utilise par Pindustrie du transport. Pour qu'elles soient benefiques, ces methodes
predictives doivent etre integrees dans les premieres phases du processus de realisation
de produit (PRP) afin de prevenir Ie plus tot possible les problemes de fatigue [3, 16,30,
39, 41, 42]. Comme Ie montre la figure 2, ces phases sont la conception preliminaire et
detaillee. Dans la conception preliminaire, les methodes predictives ont pour but de pro-
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FIGURE 1: Approche moderne de conception et d'analyse de durabilite
donnent un ordre de grandeur des parametres recherches (forces dynamiques, contraintes-
deformations, vie en fatigue). Par centre, dans la conception detaillee, Ie but de ces
methodes est d'obtenir un dimensionnement final avant d'entamer la pre-production.












la conception en fatigue
FIGURE 2: Processus de realisation de produit (PRP)
Etant donne 1'importance de la fatigue dans Pindustrie du transport et du potentiel
des methodes modernes de conception et d'analyse, les sections qui suivent presenteront,
dans un premier temps, un apergu general de deux concepts tres importants en fatigue :
la philosophie de conception et la methode de conception et d'analyse. Par la suite,
1'approche moderne de conception et d'analyse de durabilite sera expliquee. Finalement,
il sera question de la methode d'analyse en fatigue la plus utilisee dans 1'industrie du
transport, 1'approche locale.
2.2 La conception en fatigue
La conception en fatigue repose sur deux concepts tres importants : la philosophie
de conception et la methode de conception et d'analyse. En fait, la premiere etape d'une
conception en fatigue est de determiner la philosophic de conception a adopter.
2.2.1 Philosophies de conception en fatigue
La philosophic de conception est la base de la conception et de Panalyse en fatigue.
Elle determine Ie but de la conception et oriente Ie choix de la methode de concep-
tion et d'analyse a utiliser pour atteindre ce but. En d'autres mots, elle est Ie critere
de conception en fatigue. Voici done les six philosophies de conception possibles en
fatigue [20, 27, 62].
1. Vie infinie (infinite life) : Si les contraintes appliquees sont toujours inferieures
a la limite d'endurance en fatigue du materiau de la structure, la rupture ne
devrait jamais se produire et la vie est dite infinie. Toutefois, ce ne sont pas tous
les materiaux qui possedent une limite d'endurance bien definie. Les contraintes de
conception en fatigue pour une vie infinie sont basees sur les contraintes normales
maximales d'operations.
2. Vie securitaire (Safe-life) : La conception est pour une duree de vie finie. En
fait, la contrainte ou la deformation de conception permise est celle a laquelle on
s'attend qu il y aura rupture dans la duree de vie escomptee. Dans ce contexte,
Ie terme rupture signifie qu'il y a initiation d'une fissure visible. Les codes et
manuels de specifications structurales 1, 10,13] sont generalement bases sur cette
philosophie.
3. Rupture securitaire (Fail-Safe) : Cette approche, developpee par Pindustrie
avionique, permet la propagation d'une fissure. Toutefois, la conception de la
structure est telle que sa fissuration, ou meme la rupture d'une de ses composantes,
n entrainera pas la rupture totale de celle-ci. Ce type de conception necessite
generalement des donnees sur la tenacite a la rupture et les caracteristiques de
propagation de fissures du materiau utilise. De plus, des inspections doivent etre
faites afin d'assurer un suivi de la structure.
4. Tolerance au dommage (Damage tolerant) : Cette philosophic est un raffi-
nement de la rupture securitaire. Utilisee conjointement avec cette derniere, cette
philosophie assume que la periode d'initiation de fissures est nulle. En fait, elle
suppose qu'il existe une fissure, due a la fabrication ou la fatigue, a un endroit
critique de la structure. La longueur initiale de la fissure correspond a la longueur
la plus grande qui ne peut etre detectee par les methodes d'inspection. Cette
approche necessite des analyses en mecanique de la rupture et des inspections
periodiques afin de verifier 1'etat et la propagation de la fissure. Elle est surtout
de mise pour les materiaux ayant un faible taux de propagation et une tenacite a
la rupture elevee.
5. Vie totale (Total life) [19] : Cette philosophie integre les phases d'initiation et
de propagation de fissures en fatigue afin d'estimer la vie totale de la structure.
Elle permet d'identifier si la phase d'initiation ou de propagation est courte. En
fait, une structure qui a une courte vie en initiation de fissures est techniquement
peu avantageuse (inspections frequentes, corrosion...) meme si sa phase de propa-
gation est tres longue. D'un autre cote, une courte vie en propagation implique
que la rupture peut se produire soudainement avant meme qu on est pu detecter
la fissure.
6. Pratique courante (Good practice) : Cette philosophie de conception se base
sur des pratiques qui, au cours des annees, ont demontrees leur efficacite pour la
resistance en fatigue. Cette approche s'avere utile lorsque des donnees techniques
des autres methodes de conception ne sont pas disponibles.
La philosophie de conception utilisee influence directement Ie dimensionnement
d'une structure. Par exemple, la conception d'une structure basee sur une philosophic
de vie infinie engendrera un concept beaucoup plus conservateur, robuste et lourd que
celui provenant d'une approche de vie securitaire ou de tolerance au dommage. Plus
Ie concept est conservateur, plus il est surdimensionne et plus sa masse peut devenir
importante. Dans des domaines comme Paerospatiale, ou la masse doit etre minimisee,
Ie choix de la philosophic de conception en fatigue a utiliser est crucial.
En ce qui concerne 1'industrie des vehicules terrestres, la philosophie de conception
utilisee est la vie securitaire, car [39] :
- les vehicules sont produits en grande quantite et leur conception doit favoriser la
faisabilite de fabrication et Ie cout;
- les structures incluent un grand nombre de composantes dont la variabilite est
importante;
- les conditions de service des vehicules varient enormement avec 1'utilisation;
les vehicules ne sont pas sujets a des inspections structurales regulieres.
2.2.2 Methodes de conception et (Tanalyse en fatigue
Une fois que la philosophie de conception est connue, la deuxieme etape consiste a
choisir la ou les methodes de conception et d'analyse correspondantes. Ces methodes
permettent de determiner la duree de vie en fatigue d'une structure. En se basant
sur les references 19, 20, 62 , les methodes correspondantes a la philosophie de la vie
securitaire sont la methode S-N, la contrainte hot spot et 1'approche locale.
Methode S-N
Cette methode est la plus utilisee. Elle est tres repandue dans les codes et manuels de
specifications structurales [1, 10, 13] pour 1'analyse des joints soudes et boulonnes, et de
certaines pieces ayant des formes geometriques particulieres. Elle est basee sur 1'analyse
elastique lineaire. En fait, elle relie la variation d'une contrainte nominale elastique Ao-n
a un nombre de cycles N. La contrainte nominale peut etre axiale, de flexion ou de ci-
saillement. Le choix depend du chargement applique. Cette contrainte est dite nominale,
car elle est determines a 1'aide des relations elementaires de la resistance des materiaux
et evaluee hors des zones de concentration de contraintes. La courbe qui relie Ao-n et N
est obtenue a partir d'essais experimentaux. II est a noter qu'elle est independante des
differents types d'alliage d'un materiau. Dans bien des codes, cette courbe correspond
a une probabilite de survie de 97.7% ou d'echec de 2.3% des echantillons testes. L'echec
signifie la rupture de ceux-ci. II est generalement assume que cette rupture correspond
a une initiation de fissures dans une structure reelle [25].
L'avantage majeure de cette methode est qu'elle est simple et rapide a utiliser. II
suffit de selectionner la courbe qui correspond Ie mieux a la situation etudiee. En fait,
Ie choix de la courbe depend de :
- la direction de la contrainte principale maximale appliquee;
- 1 arrangement geometrique et les proportions de la piece ou du joint (soude ou
boulonne);
- et Ie lieu potentiel de Pinitiation de fissures. Dans Ie cas des joints soudes, les zones
critiques a considerer sont Ie metal de base a proximite du cordon de soudure, la
fin et la racine de ce dernier.
La forme analytique de la courbe est :
/\an = AN-llm (1)
ou A et m sont des constantes correspondant au choix precedent. Comme cette courbe
provient d'essais reels, elle inclut tous les effets de fabrication tels que les contraintes
residuelles, Ie fini de surface et les mauvais alignements. De plus, les concentrations de
contraintes dues a la geometrie de la piece, au joint et a la soudure sont inclus.
Tant que la piece ou Ie joint analyses correspondent bien a ceux qui se trouvent
dans les codes et manuels, la precision de la duree de vie obtenue est assez bonne.
Toutefois, si ce n'est pas Ie cas, de grandes erreurs dans 1'estimation de la vie peuvent
apparaitre. Des faibles differences geometriques peuvent causer de grandes differences
dans la contrainte locale et, par consequent, dans la resistance en fatigue de la piece ou
du joint [62]. De plus, les alliages n'ont pas tous les memes proprietes et la grandeur
des contraintes residuelles et la forme d'un cordon de soudure varient grandement avec
les conditions de fabrication. Comme autres inconvenients, cette methode ne permet
pas de considerer la plasticite et les mecanismes de fatigue. Elle se limite au domaine
des hauts cycles en fatigue, c'est-a-dire > 105 cycles par exemple, pour les structures
en aluminium.
Contrainte hot spot
Le concept de la contrainte hot spot a ete introduit, au depart, pour Panalyse en
fatigue des joints tubulaires soudes des structures cotieres en acier 36]. Depuis, son
utilisation s est repandue a d'autres applications soudees en acier [59]. Toutefois, cette
methode est tres peu utilisee pour les joints soudes en aluminium.
Dans cette methode, deux parametres sont necessaires pour evaluer la vie en fatigue:
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une courbe de fatigue Aa-N pour un type de soudure particulier et une contrainte
locale, nommee la contrainte hot spot. La courbe utilisee est basee sur Ie comportement
en fatigue de la partie soudee et non pas sur celui du metal de base comme dans Ie cas
de la methode S-N. Par consequent, uniquement les effets des contraintes residuelles et
de la concentration de contraintes induite par la soudure sont inclus dans la courbe.
L'hypothese qui est faite en utilisant cette derniere est que la forme du cordon de
soudure ou Ie facteur de concentration de contrainte est toujours Ie meme. Pour ce qui
est de la contrainte hot spot 0715, elle est definie comme etant 1'extrapolation lineaire
a la base du cordon de soudure de la contrainte principale en surface, perpendiculaire
a Paxe longitudinal de ce cordon [59, 68] (figure 3(b)). Cette contrainte est prise en
surface, car la region critique ou il y a risque de fissuration pour ce type de chargement,
se trouve a la base du cordon de soudure du a la forte concentration de contraintes
(figure 3 (a)). Le seul effet inclus de concentration de contraintes est celui induit par la
geometrie du joint. La concentration de contraintes due a la forme de la soudure n'est
pas consideree.
La contrainte hot spot peut etre determinee de trois faQons difFerentes : a 1'aide
d'une analyse par elements finis, de jauges de deformation ou d'un facteur structural
de concentration de contraintes, Kg. Pour cette derniere, la relation est :
Ohs = KsCTa (2)
ou a a, est la contrainte nominale appliquee (voir figure 3). Cette contrainte inclut tous
les effets geometriques tels qu'un mauvais alignement ou une excentricite du joint, sauf
celui de la forme structurale du joint. Ce dernier effet est evalue par Ks. Pour sa part, Ks
peut etre obtenu a 1'aide de jauges de deformation, d'une formule parametrique, d'une
analyse par elements finis ou d'une approche iterative. Sharp et coll. [62] presentent
cette approche iterative en utilisant les courbes de fatigue du manuel de 1'Aluminum
Association 1].
L avantage majeure de la contrainte hot spot par rapport a la methode S-N est
















FIGURE 3: (a) Concentration de contraintes locales induites par la soudure. (b)
Contrainte hot spot [62]
12
Elle permet d'evaluer convenablement 1'efFet de concentration de contraintes induit par
la geometrie du joint analyse et non celui d'une autre geometrie plus ou moins similaire.
Par consequent, il y a une incertitude de mains dans la vie en fatigue obtenue par cette
methode. De plus, elle est tres utile lorsque la structure globale est tres complexe.
Malgre tout, la contrainte hot spot est limitee, pour 1 instant, aux joints soudes.
A cette limitation, s'ajoute Ie type de chargement applique. De part sa definition,
Ie concept de la contrainte hot spot ne s'applique que lorsque Ie chargement princi-
pal est plus ou mains perpendiculaire a 1'axe longitudinal du cordon de soudure. En
consequence, une soudure dont Ie chargement est parallele a son axe ne peut etre evaluee
par cette methode. En ce qui attrait a 1'analyse, elle est moins simple et moins rapide
que celle de la methode S-N pour les joints et structures standards.
Approche locale
La simplicite de la methode S-N repose en majeure partie sur 1'utilisation d'une
contrainte nominale elastique. Toutefois, dans Ie cas des structures ayant une geometrie
et un chargement complexes, il devient difficile de determiner une contrainte nominale
representative et une equivalence geometrique avec les standards qui se trouvent dans
les codes et manuels de specifications structurales. De plus, la plasticite dans les zones
de concentration de contraintes n'est pas prise en compte. Etant donne que les fis-
sures s'initient generalement dans ces zones, il devient important de bien comprendre
les contraintes et deformations qui s'y trouvent. Afin de remedier a ces problemes, les
contraintes et deformations doivent etre evaluees localement. C'est ce qu'on appelle
1'approche locale.
En fait, cette approche assume qu'un petit echantillon poli sans imperfections et
qu une zone de concentration de contraintes accumuleront Ie meme niveau de dommage
et auront la meme vie en initiation de fissures si 1'echantillon est soumis a un chargement
equivalent a celui present dans la zone critique. Tapper et coll. [72] ont demontre que
cette supposition est raisonnable. II existe deux methodes possibles pour determiner la
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vie en fatigue a 1'initiation de fissures : la contrainte locale et la deformation locale.
La contrainte locale est utilisee lorsqu'il n'y a pas de plasticite dans la region etudiee.
Elle s'est averee etre une excellente methode pour Ie cas ou Ie nombre de cycles est plus
grand que 10 . Pour calculer la vie en fatigue dans ce domaine, la relation uniaxiale
proposee par Basquin [7] est utilisee. Celle-ci relie la variation de la contrainte locale
Ao- au nombre de renverses 27V/ (1 cycle = 2 renverses) :
^=<7/(2JV/)t (3)
Les constantes o-y et b sont des proprietes cycliques en fatigue du materiau considere. La
premiere est Ie coefficient de resistance en fatigue. Ce coefficient represente la contrainte
alternee necessaire pour causer une rupture a 2Nf = 1 (figure 4). La seconde, quant a







a\ - Fatigue Strength Coefficient
^=<';(2N,)b /
Fatigue Strength Exponent
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FIGURE 4: Graphique du log Ao-/2 vs log 2Nf [20]
En ce qui attrait a la deformation locale, Ie fondement de cette methode est base sur
Ie fait que Ie comportement d'un materiau dans une zone de concentration de contraintes
ou il y a de la plasticite, est mieux defini en terme de la deformation locale [20, 27, 67].
Comme cette methode tient compte de la plasticite, la validite de celle-ci se limite aux
bas cycles en fatigue (< 105).
La variation de la deformation locale comporte deux termes : un elastique, Ae:6, et
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un plastique, Aep. La deformation locale <:totale> est la somme de ces deux termes :
(4)A£ Aee . A£PT=-2~+-y
La partie elastique est tout simplement 1'equation de Basquin (3), mais exprimee en
terme de la deformation :
A£( °JL
E= u4(2Nf)b (5)
ou E est Ie module d'Young du materiau. Pour ce qui est de la partie plastique, elle est
obtenue a Paide de la relation uniaxiale de Cofiin-Manson [15, 45] :
A£P
= s'fW' (6)
Les constantes Cf et c sont, respectivement, Ie coefficient et 1'exposant de ductilite en
fatigue du materiau. Comme Ie montre la figure 5, Ie coefficient est la deformation locale
alternee requise pour causer la rupture a Wj = 1 tandis que Pexposant est la pente
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FIGURE 5: Graphique du logA£p/2 vs \og2Nf [20]
locale totale (4) s'ecrit done :
A£ _ CTf
2 E= ^(Wf)" + £'f(2Nf)'
Cette derniere equation est la relation uniaxiale de Coffin-Manson-Basquin.
(7)
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L'avantage majeur de 1'approche locale est qu'elle s'applique a tous types de geometrie
et de chargement, qu'ils soient complexes ou pas. Etant donne que les contraintes
et deformations sent locales, les efFets de concentration de contraintes induits par la
geometrie y sont inclus. Elle permet aussi de considerer les mecanismes de fatigue, la
plasticite et les proprietes du materiau utilise. De plus, elle procure d'excellents resultats
lors de 1'etude en fatigue des materiaux ductiles.
Malgre tous ses avantages, 1'approche locale a ses petits inconvenients. L'utilisa-
tion d'une contrainte ou deformation locale plutot qu'une simple contrainte nominale
entraine des analyses beaucoup plus laborieuses que celles de la methode S-N. Contraire-
ment a cette derniere, les effets de fabrication et de mise en forme ne sont pas integres
dans les courbes de fatigue. II faut done les evaluer separement. Les proprietes cy-
cliques en fatigue (o-y, 6, e^ c) ne sont pas disponibles pour tous les types de materiaux.
Presentement, les materiaux pour lesquels ces donnees existent, sont certains metaux de
1 industrie aerospatiale et du transport. Finalement, 1'approche locale n'etudie que la vie
en fatigue a 1'initiation de fissures. Par consequent, la vie restante pour la propagation
de fissures n'est pas incluse.
Soudure
L'approche locale peut aussi etre utilisee pour evaluer la vie en fatigue des joints
soudes. Elle permet d'analyser localement la zone sensible du metal de base, c'est-a-
dire a la base du cordon de soudure ou Ie gradient de concentration de contraintes est
tres eleve et non lineaire (voir figure 3(a)). En fait, il faut determiner une contrainte
locale qui inclut 1'efFet de cette concentration de contraintes. Pour ce faire, il est assume
qu'il existe un rayon fictif a la base du cordon de soudure auquel est associe un facteur
de concentration de contraintes en fatigue Kf qui considere cet effet. Comme ce facteur
est determine a partir d'une analyse lineaire elastique [78], la contrainte locale a la base
de la soudure est tout simplement donnee par :
A^-y.A^~t=Kf=T W
16
ou Ao-n est la variation de la contrainte nominale elastique. Certaines references [26]
remplacent la contrainte nominale par la contrainte hot spot et K/ par un facteur de
concentration de contraintes similaire, K^.
Etant donne que la contrainte locale est determinee a 1'aide d'une analyse lineaire
elastique et que la duree de vie des joints soudes est generalement superieure a 105
cycles, la vie en fatigue est evaluee a partir de la methode de la contrainte locale.
Comme la contrainte se situe a proximite de la soudure, il est tres important d'inclure
Peffet des contraintes residuelles induites par Ie procede de soudage lors de 1'evaluation
de la vie en fatigue. Leur efFet est non negligeable. Comme Ie montre la figure 6, les
contraintes residuelles dans la direction longitudinale au cordon de soudure sont en
tension et leur grandeur equivaut approximativement a la limite d'ecoulement du metal
de base ou d'apport [44, 67, 77]. Dans Ie cas des structures en aluminium, cette grandeur
se situe entre 80 et 100% de la limite d'ecoulement du metal de base [8, 49, 62]. Les
contraintes residuelles transversales au cordon de soudure demeurent habituellement
elastiques et peuvent avoir une valeur maximale qui se situe entre 30 et 50% de la limite





FIGURE 6: Contraintes residuelles dans une soudure a chanfrein [8]
vie en fatigue, la relation de Basquin (3) est modifiee. Etant donne que les contraintes
residuelles sont statiques et que leur grandeur demeurent relativement constante tout
au long du chargement [62], il est de pratique courante de les considerer comme une
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contrainte moyenne o-m. La relation de Basquin devient done :
^=(<7/-^)(2JV/)k (9)
Cette relation a ete proposee par Morrow [52] afin d'integrer 1'efFet de o-m. Une contrainte
moyenne en tension (positive) diminue la vie est en fatigue tandis qu'en compression
(negative), elle Paugmente.
L'approche locale permet de considerer specifiquement les quatre facteurs qui af-
fectent la performance en fatigue d'une soudure : les proprietes du materiau, les contraintes
residuelles, la geometric du joint et de la soudure. Toutefois, il est difficile de predire
precisement la forme de la soudure, les proprietes du materiau et la grandeur des
contraintes residuelles apres une operation de soudage. Chaque soudure reelle est unique
en terme de sa forme et de ses proprietes.
Le tableau 1 compare 1'approche locale a la methode S-N et la contrainte hot spot. II
indique les facteurs que chaque methode ne peut considerer avec precision et certitude.
Plus Ie nombre de facteurs incertains est important, plus la vie en fatigue calculee
possede une grande incertitude. Les methodes sont classees, en terme d'analyse, de la
plus simple a la plus complexe. Le tableau montre bien que plus une methode necessite
des analyses complexes, plus Ie degre d'incertitude sur la vie calculee diminue. C'est
qu'en fait, Ie degre de complexite est directement relie au nombre de facteurs qu'une
methode permet de considerer avec precision. II est a noter que Ie seul facteur qui
differencie Papproche locale de la methode hot spot est la forme de la soudure. En
fait, dans Papproche locale, Kf permet de considerer 1'effet de la forme du cordon de
soudure.
2.3 L'approche moderne de conception et cPanalyse de dura-
bilite
La conception dans 1'industrie des vehicules terrestres est basee sur une philosophie
de conception de vie securitaire. Comme cette philosophie se rapporte au domaine de
1'initiation de fissures, la methode de conception et d'analyse en fatigue doit aller dans
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Facteur
1. Proprietes du materiau
2. Contraintes residuelles
3. Geometrie du joint
4. Geometrie de la soudure
4.1 Ecart avec la soudure reelle
















TABLEAU 1: Tableau comparatif des incertitudes de chacune des methodes d'analyse
en fatigue des soudures
Ie meme sens. Etant donne que les structures de ces vehicules ont des geometries et des
chargements sou vent tres complexes, la methode de conception et d'analyse en fatigue
la plus utilisee est 1'approche locale. Elle est surtout utilisee pour analyser les regions
exemptent de soudures.
En excluant Fanalyse cinematique et dynamique, 1'approche moderne de conception
et d'analyse de durabilite necessite deux etapes : une analyse structurale et une analyse
en fatigue. Dans ce qui suit, chacune des deux etapes est presentees en considerant que
la methode de conception et d'analyse en fatigue utilisee est 1'approche locale.
2.3.1 Analyse structurale
L analyse structurale consiste a evaluer les variables structurales importantes pour
la conception et Panalyse en fatigue. Ces variables sont les deplacements, les forces,
les contraintes et les deformations. La fagon de les evaluer depend du chargement dy-
namique applique. En fait, si Ie chargement est tel qu'il excite les modes vibratoires
elastiques de la structure, alors 1 evaluation de ces variables est faite a 1'aide d'une ana-
lyse dynamique transitoire [35]. Ce type d'analyse necessite en premier lieu 1'evaluation
des modes propres de la structure. Par centre, si Ie chargement ne sollicite pas ces modes
propres, alors les variables structurales sont evaluees a I3 aide d'une simple analyse sta-
tique lineaire [3, 16, 30, 32]. D'une part, un chargement statique de reference, P^e/, est
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applique afin de determiner des facteurs de ponderation, Vref, pour les variables desirees.
Et d'autre part, la reponse temporelle de ces variables, V(t), est obtenue en multipliant
les facteurs precedent par Ie chargement dynamique applique, P(t), c'est-a-dire :
V(t) = (^} K./ (10)
"re f
Dans Ie cas ou Ie chargement global comporte differents chargements dynamiques P(t)k
(positions d'application des charges et/ou historiques temporels difFerents), la reponse
globale est obtenue en appliquant Ie principe de superposition :
V(t) = ^ f^) V^,. (11)
^ v^/>^
/
Etant donne que 1'analyse en fatigue est basee sur 1'approche locale, les contraintes
et deformations evaluees doi vent etre Ie plus realistes possibles. Afin d'evaluer avec
precision ces variables structurales, une modelisation basee sur une approche globale-
locale a ete proposee pour les structures complexes.
Approche globale-locale
Dans une approche globale-locale, 1'analyse structurale par elements finis fait in-
tervenir deux types de modelisation : une globale et Pautre locale [3, 12, 24, 30].
Le modele global (figure 7) permet de determine! les regions critiques ou la struc-
ture est la plus sollicitee sous les chargements appliques. Pour ce faire, Ie champ
de contraintes est evalue sur tout Ie modele et compare a une contrainte limite du
materiau present (resistance a la rupture ou limite d'elasticite). L'evaluation du champ
de contraintes peut se faire a 1'aide d'un critere d'efFondrement statique tel que Ie critere
d ecoulement de von Mises. Les regions critiques sont celles ou Ie champ de contraintes
est pratiquement equivalent ou superieur a la contrainte limite du materiau. Dans Ie
contexte de la durabilite, cette contrainte limite est generalement la limite d'elasticite du
materiau. La taille des elements finis utilises pour ce modele est souvent tres grossiere.
A ce niveau d'analyse, la precision importe peu. Generalement, la validite du modele est
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etablie a Paide d'une correlation globale de ses deplacements. En fait, les deplacements
du modele sont correles a ceux obtenus experimentalement sur un prototype ou une
structure reelle.
FIGURE 7: Modele global d'un bras de suspension [3]
Le but de 1'etude locale est de determiner la duree de vie en fatigue de la structure en
analysant specifiquement les regions critiques identifiees dans Ie modele global. Comme
la vie en fatigue depend des contraintes et des deformations, la precision de celles-
ci est tres importante. Pour ce faire, les elements finis doivent etre de petites tallies
surtout dans les zones de concentration de contraintes ou Ie gradient de contraintes
varie grandement. Afin de realiser cette modelisation, deux approches sont possibles.
La premiere consiste tout simplement a raffiner la taille des elements dans les regions
critiques du modele global. Cette approche est la plus simple, mais engendre souvent un
temps de calcul tres important. La deuxieme, quant a elle, implique la generation d'un
autre modele par elements finis de la region etudiee (figure 8). Les resultats obtenus
avec Ie modele global sont appliques comme conditions frontieres a ce modele local.
Trois types de conditions frontieres sont possibles : les deplacements, les forces ou
les deplacements-forces. Cette approche est plus complexe a mettre en oeuvre, mais
engendre un temps de calcul qui est generalement moindre. Sa complexite vient du
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fait qu'elle necessite un autre modele et un interface entre celui-ci et Ie modele global
de la structure. Pour assurer Ie lien entre ces deux modeles, il existe deux famous de
faire. Dans la premiere, la modelisation est telle que les maillages du modele local et
du modele global sont compatibles. Dans la seconds, les maillages sont incompatibles,
mais Pinterface est assuree par 1'entremise de techniques particulieres [60].
Une fois que la modelisation locale des regions critiques est realisee, 1'evaluation de
la duree de vie peut debuter. C'est a ce niveau que Panalyse en fatigue entre en jeu.
FIGURE 8: Modele local d'une region critique du bras de suspension [3]
2.3.2 Analyse en fatigue
En se basant sur 1'approche locale, 1'analyse en fatigue necessite deux etapes pour
determiner la duree de vie d'une structure : 1'analyse locale contrainte-deformation et
1'analyse du dommage. Comme Ie montre la figure 9 [67], ces etapes sont sequentielles.
La premiere consiste a :
- evaluer precisement les contraintes et deformations locales;
- determiner les elements finis possiblement critiques en fatigue;
- determiner Petat de contraintes de surface (uniaxial ou multiaxial, proportionnel
ou non proportionnel) de ces elements;
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En utilisant cette information, la derniere etape consiste a evaluer Ie dommage et
lui associer une duree de vie. Si Ie chargement est a amplitude variable, Ie dommage
de chaque groupe d'amplitude est cumule pour toute la duree du chargement applique
jusqu'a ce que Ie critere de rupture en initiation soit atteint. Le temps correspondant



















FIGURE 9: Procedure de I5 analyse en fatigue en initiation de fissures
2.4 L'analyse en fatigue basee sur Papproche locale
Jusqu'ici, Panalyse en fatigue basee sur 1'approche locale et la methode des elements
finis (MEF), a ete presentee tres sommairement. De plus, il a ete mentionne que Pap-
proche locale, une methode uniaxiale, est la methode la plus utilisee dans 1'industrie
du transport ou les chargements sont generalement multiaxiaux. Toutefois, aucune
presentation detaillee n?a ete elaboree sur la fa^on dont cette analyse en fatigue s'ap-
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plique en pratique dans Pindustrie du transport. Afin d'etre plus explicite, cette section
presente en detail tout Ie processus de Panalyse en fatigue basee sur 1'approche locale
generalisee aux chargements multiaxiaux. Comme 1'approche locale se divise en deux
methodes, contrainte et deformation locale, chacune d'elles est consideree separement
dans chaque etape de Panalyse en fatigue.
En considerant la figure 9, revaluation d'une vie en fatigue avec la MEF necessite
deux etapes. Tout d'abord, une relation doit etre etablie entre les charges appliquees
sur Ie modele et les contraintes ou deformations locales. Par la suite, ces contraintes ou
deformations doivent etre reliees a une vie en fatigue. La fagon de realiser chacune des
etapes depend fondamentalement du type de chargement local present : proportionnel
ou non proportionnel. Presentement, il n'existe pas de base pour une definition pra-
tique d'un chargement proportionnel et non proportionnel 32 . Toutefois, plusieurs
references [42, 32, 33, 67] s'entendent sur Ie fait que si 1'orientation des axes des
contraintes principales 0i(t) et que Ie rapport de biaxialite de ces memes contraintes
de surface, os^Vo'i^), demeurent relativement constants dans Ie temps, alors la si-
tuation est celle d'un chargement proportionnel. La contrainte o-i(^) est la plus grande
contrainte principale en terme de valeur absolue. Dans Ie cas d'un chargement complexe,
1'ecart-type du rapport de biaxialite et celui de 1'orientation des axes des contraintes
principales permettent de determiner la proportionnalite de celui-ci. Plus les ecarts-
types sont faibles, plus Ie chargement repond au critere de proportionnalite. La figure 10
montre un exemple de chargement complexe proportionnel. Cette representation gra-
phique permet de bien visualiser durant tout Ie chargement la distribution du rapport
de biaxialite et celle de Porientation de ai(t) (0-i(t)) par rapport a 1'axe de reference X
de Pelement. La valeur moyenne du rapport de biaxialite est aussi tres utile. En fait,
elle permet de determiner 1'etat de contraintes de surface. Si Ie rapport tend vers 0,





























(a) <Ti(*) vs e^{t) (b) o-i (t) vs rapport de biaxialite
FIGURE 10: Chargement complexe proportionnel [32
2.4.1 Analyse locale contrainte-deformation
Met ho de de la contrainte locale
L'evaluation des contraintes locales utiles a cette methode est independante du type
de chargement (proportionnel ou non proportionnel), car les contraintes sont elastiques.
Le type de chargement est important seulement s'il y a de la plasticite. En fait, si
un chargement est non proportionnel, uniquement Ie comportement de la deformation
plastique est affecte. Par consequent, la determination de la relation charges-contraintes
locales par elements finis se fait a 1'aide d'une simple analyse lineaire elastique.
Methode de la deformatjon locale
Comme la methode de la deformation locale considere la deformation elasto-plastique,
deux types d'analyse par elements finis sont possibles pour determiner la relation
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charges-deformations locales : lineaire elastique ou elasto-plastique. Le choix depend
du type de chargement local qui est present a Pendroit analyse : proportionnel ou non
proportionnel.
Dans Ie cas ou Ie chargement est proportionnel, les deux types d'analyse par elements
finis peuvent etre utilises. Toutefois, sous ce type de chargement, des simplifications s ap-
pliquent 34 et rendent 1'analyse elasto-plastique moins avantageuse vu sa complexite
et son long temps de calcul. Par consequent, 1'approche qui est la plus couramment uti-
lisee est une combinaison entre 1'analyse lineaire elastique et une methode de correction
elasto-plastique [3, 16, 30, 32, 33, 41, 42, 68]. Les methodes de correction uniaxiales les
plus communes sont celles de Neuber [56] et Glinka [29, 51]. La plus utilisee des deux
est celle de Neuber. La relation est
^A = vtA (12)
Les termes de gauche sont la contrainte et la deformation equivalentes corrigees. Ceux
de droite sont les memes parametres equivalents, mais elastiques, provenant de 1'analyse
par elements finis. La contrainte et deformation equivalentes elastiques sont obtenues
a partir des criteres d'ecoulement statique tels que von Mises. Cette fa^on de faire
permet de reduire un chargement multiaxial a un chargement uniaxial equivalent. Pour
determine! a^ et ecy Pequation (12) est jumelee a 1'equation de la courbe contrainte-
deformation cyclique
(Tc, ( 0(:. \l/n
ec^+[W (13)
ou K et n sont des constantes cycliques du materiau. Etant donne que Neuber et Glinka
s'appliquent uniquement ou 1'ecoulement est localise dans une zone de concentration de
contraintes, d'autres procedures ont ete developpees pour des regions ou 1'ecoulement
est plus distribue : Mertens-Dittmann [18] et Seeger-Beste [61].
Lorsque Ie chargement est multiaxial et proportionnel, HofFmann et Seeger [34], de
meme que Klann et coll. [37], ont propose des procedures pour estimer les contraintes
et deformations locales a partir des contraintes et deformations lineaires elastiques.
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Ces procedures sont basees sur la methode de Neuber et Ie critere de von Mises. En
fait, pour ces conditions de chargement, les methodes developpees pour un chargement
uniaxial peuvent etre utilisees, car 1'orientation des axes des contraintes principales ne
changent pas avec Ie temps [33, 67].
Pour un chargement non proportionnel, seulement 1'analyse elasto-plastique peut
s'appliquer. Les methodes de correction elasto-plastique pour ce type de chargement
sont encore au stade de la recherche [32]. Sous ces conditions de chargement, des
procedures beaucoup plus sophistiquees qu'une simple extension des theories d'ecoulement
statiques doivent etre utilisees pour determiner les contraintes et deformations locales.
En fait, Panalyse elasto-plastique est generalement jumelee a un modele d'ecrouissage
cinematique [5, 6, 14, 28, 54] qui caracterise la reponse cyclique contrainte-deformation
du materiau dans Ie domaine plastique.
Comptage des cycles pour un chargement a amplitude variable
Dans une analyse en fatigue, les contraintes et deformations locales d'un charge-
ment temporel a amplitude variable doivent etre transformees en terme de nombre de
cycles, d'amplitudes et de contraintes moyennes afin d'evaluer Ie dommage fait par
chaque groupe de cycles. Pour ce faire, la methode qui est la plus utilisee et suggeree
par un grand nombre de references [1, 10, 19, 67, 62], est la methode uniaxiale de
comptage Rainflow proposee pour la premiere fois par Matsuishi et Endo [46]. Depuis,
d'autres versions et methodes uniaxiales du meme type ont ete developpees. Recemment,
Wang et Brown [73] ont propose une version multiaxiale pour les chargements non-
proportionnels. La methode Rainflow, ou tout autre equivalente, est un outil essen-
tiel, car elle permet de determiner et d'inclure les cycles majeurs dans 1'evaluation du
dommage. Dans les cas de charges tres irregulieres dans Ie temps, ces cycles majeurs
influencent Ie niveau des contraintes locales moyennes des cycles a plus faible amplitude
et causent des effets de sur-deformation qui, a leur tour, agissent sur Ie dommage fait
par les cycles mineurs 19 .
27
2.4.2 Analyse du dommage
Evaluation du dommage
L'evaluation du dommage est fonction de deux elements importants : Ie critere de
fatigue dommage-vie et Ie parametre du dommage a utiliser dans celle-ci. Tous deux
dependent eux aussi si Ie chargement est proportionnel ou non.
Methode de la contrainte locale
Dans Ie cas de la methode de la contrainte locale, Ie parametre du dommage est
Pamplitude de la contrainte o-a (= Aa/2). Ce parametre est relie au critere de fatigue
correspondant, c'est-a-dire la relation de Basquin (3)
a, = ^(2Nf)b
Comme cette relation est uniaxiale, un chargement multiaxial et proportionnel est reduit
a un chargement uniaxial equivalent par 1'entremise des criteres d'ecoulement statique.
De ce chargement equivalent, un parametre du dommage est associe, o-ag. Les pa-
rametres equivalents les plus communs sont la contrainte principale maximale, Tresca
et von Mises. Sines [63] a propose une methode pour determiner un chargement uniaxial
equivalent. Sa methode est basee sur Ie critere de von Mises. Si Ie chargement equivalent
possede une contrainte moyenne 0^,9, celle-ci doit etre integree dans Ie critere de fatigue
afin de considerer son efFet. Pour ce faire, deux options sont possibles. La premiere est
d'utiliser tout simplement la relation de Morrow (9)
a^=(a'f-a^)(2Nf)b
La deuxieme est basee sur 1'utilisation d'un parametre effectif qui contient 1'efFet de
la contrainte moyenne. Les parametres les plus courants sont ceux de Goodman et
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Smith/Watson/Topper [65] :
aa,eff = ^a,qGoodman : (Ta,eff = (7a,q [ -E—— ) (14)
}ut ^m,q
Smith/Watson/Topper : ^a,eff = \/0a,g(^a,g + CTm,q) (15)
La constante Sut est la resistance a la rupture en tension du materiau. Pour calculer la
duree de vie, ces parametres sont jumeles a la relation de Basquin.
Bien que cette fa^on de faire soit simple a appliquer, elle ne considere pas la nature
directionnelle du dommage en fatigue. De plus, les parametres bases sur les theories
d'ecoulement statiques, comme ceux de Tresca et de von Mises, sont insensibles a la
contrainte normale octahedrale ou hydrostatique. En fait, il a ete demontre que cette
contrainte influence la vie en fatigue [4, 20]. La vie est reduite lorsque la contrainte
hydrostatique est en tension et augmentee lorsqu'elle est en compression.
Pour considerer la nature directionnelle de la fatigue qui veut que les fissures de
surface s'initient sur Ie plan de la contrainte de cisaillement maximale Tmax, d'autres
criteres de fatigue ont ete proposes. La forme generate de ces criteres est
rmax+f((7n)=0 (16)
ou f{an) est une fonction qui depend de la contrainte normale au plan de cisaillement
maximal. En fait, il a ete demontre que o-n influence la vie en fatigue. Les criteres les
plus connus sont ceux de Findley [23] et McDiarmid [47]. L'avantage de cette approche
est qu'elle est sensible a la contrainte hydrostatique. Sines [64] et Crossland [17] ont
remplace o-n par la contrainte hydrostatique. Dans ce cas, Tmax est substituee par la
contrainte de cisaillement octahedrale. Les criteres de fatigue de la forme de (16) se
nomment des criteres de < plan critique ».
Lorsque Ie chargement est multiaxial et non proportionnel, il n'existe pas actuelle-
ment de consensus sur 1'approche la plus adequate [67]. Les criteres sont tres varies.
Certains sont bases sur 1'approche de la contrainte uniaxiale equivalente [70] tandis que
d'autres utilisent la notion du plan critique [48].
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Methode de la deformation locale
Pour la methode de la deformation locale, Ie dommage est associe a 1'amplitude
de la deformation £a. Toutefois, que ce dernier soit proportionnel ou non, multiaxial ou




Generalement, PefFet de la contrainte moyenne est pris en compte en utilisant soit
la relation de Morrow (9) soit Ie parametre du dommage de Smith/Watson/Topper
adaptes a la methode de la deformation locale. En fait, ils sont integres a la relation de
Coffin-Manson-Basquin. Celle-ci devient done
/
Morrow : £a = 'f^m(Wf)b + £f(2Nf)c (17)
Smith/Watson/Topper : (Jmax£aE == (a'f)2(2Nf)2b + (7'fe'fE(2Nf)b+c (18)
OU (Jmax = Om + 0-a-
Lorsque Ie chargement est proportionnel, la meme approche que pour la contrainte
locale, est mise en oeuvre. En fait, pour un chargement multiaxial, Ie parametre du
dommage est associe a 1'amplitude d'une deformation equivalente uniaxiale eq a. Les pa-
rametres uniaxiaux les plus utilises sont les deformations principale maximale, equivalente
(von Mises) et maximale en cisaillement (Tresca). Mowbray [53] a propose une relation
qui permet de considerer 1'efFet de la contrainte hydrostatique.
Lorsque Ie chargement est non proportionnel, 1'orientation des axes des contraintes
principales n est plus fixe, mais varie dans Ie temps. Dans ce cas-ci, Ie comportement
directionnel du dommage en fatigue devient tres important. Afin de considerer cet
aspect, des methodes basees sur la notion de plan critique sont utilisees. En fait, ces
methodes calculent Ie dommage sur difFerents plans particuliers par 1'entremise d'un
critere deformation-vie [5, 11, 21, 43, 74] auquel est associe un parametre du dommage.
Le plan critique est defini comme etant Ie plan ayant Ie plus de dommage accumule.
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Cette approche du plan critique a ete proposee par Brown et Miller [11]. Un grand
nombre de criteres sont bases sur leurs travaux et ont la forme suivante :
/ymax+9(£n) =0 (19)
7maa; est la deformation de cisaillement maximale et £n, la deformation normale au
plan de cisaillement maximal. Comme pour la methode de la contrainte locale, cette
approche est sensible a la contrainte hydrostatique.
Pour la prediction d'une vie sous un chargement multiaxial, que Ie chargement soit
proportionnel ou non, il est a de noter qu'il n'existe pas une methode, un critere ou
un parametre du dommage qui s'est avere Ie plus approprie peu importe la situation
analysee [22, 66, 71]. Tout depend du type de chargement multiaxial local et du materiau
considere.
Cumul du dommage pour un chargement a amplitude variable
Pour un chargement a amplitude variable, une fois que Ie dommage est evalue pour
chaque groupe d'amplitude, Ie dommage total doit etre cumule pour toute la duree du
chargement. Pour ce faire, la loi de Palmgren-Miner [50, 58] est la plus utilisee :
^ / 2n[^)=1 ^
J=l w
La constante n est Ie nombre de cycles pour chacun des k groupes d'amplitude. Son
utilisation si repandue est du au fait qu'elle est lineaire, simple et qu'elle procure
generalement de bons estimes. Pourtant, cette loi possede un probleme majeur : elle
ne tient pas compte de la sequence de chargement. Sous un chargement a amplitude
variable, la sequence des di verses amplitudes induit des nonlinearites dans 1'accumula-
tion du dommage [57]. De plus, Socie [66] mentionne que les cycles a faible amplitude
d un chargement causent beaucoup plus de dommage que celui estime par cette loi.
Des regles d'accumulation nonlineaires ont ete proposees. Toutefois, comme elles n'ont
pas ete verifiees sur un assez grand nombre de materiaux et de types de chargement,
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aucune ne peut s'averer etre une meilleure alternative. En attendant, Dowling [19] men-
tionne que la loi de Palmgren-Miner peut etre employee a condition que Ie comptage




Ce chapitre presente les divers objectifs poursuivis par ce projet de recherche. Dans
un premier temps, 1'objectif principal est formule. Par la suite, les objectifs secondaires
viennent preciser comment il sera possible d'atteindre Pobjectif principal.
3.1 Objectif principal
Compte tenu de la problematique qui se degage de 1'etat des connaissances, 1'objectif
principal de ce projet de recherche est de demontrer Papplication et Ie potentiel de
Papproche moderne de conception et d'analyse de durabilite de 1'industrie du transport
terrestre sur un chassis de motoneige de la compagnie Bombardier inc.
3.2 Objectifs secondaires
Le premier objectif secondaire est de modeliser par elements finis Ie comportement
structural du chassis de motoneige lorsqu'il est soumis a un chargement particulier sur
un banc d essai. Le comportement structural se definit en terme des deplacements et du
champ de contraintes. Le second objectif est de predire la vie en fatigue de la structure
par 1'entremise d'une analyse en fatigue. Cette derniere est basee principalement sur la
methode de Papproche locale. Le troisieme objectif consiste a valider la reponse de la
structure a 1'aide de resultats experimentaux existants. Cette validation repose sur les
deplacements et la duree de vie de la structure. Le dernier objectif, quant a lui, est de




Le chapitre qui suit presente la methodologie utilisee pour mener a bien Ie pro-
jet de recherche. II est divise en trois sections : 1'essai physique, la modelisation et
1'analyse. La premiere section presente la structure reelle du chassis, les composantes
experimentales du banc d'essai ainsi que les problemes observes lors des essais de fa-
tigue. La seconde expose Papproche utilisee pour la modelisation geometrique et par
elements finis du chassis. La derniere, quant a elle, presente la procedure adoptee pour
Panalyse structurale et en fatigue.
Avant d'elaborer en detail Ie contenu de la methodologie, il est important de men-
tionner que dans Ie cadre de ce projet de recherche, aucun essai experimental n'a ete
realise. Par consequent, toutes les proprietes mecaniques statiques et cy cliques des
materiaux du chassis proviennent de diverses references. De plus, tous les resultats
experimentaux utilises pour la validation structurale et en fatigue proviennent de la
compagnie Bombardier inc. Cette derniere possedait deja ces donnees. Elles ont ete
obtenues lors d'essais anterieurs a ce projet de recherche.
4.1 I/essai physique
Ce projet de recherche consiste a simuler par elements finis Ie comportement d'un
chassis de motoneige soumis a un essai de fatigue. Avant d'entamer la modelisation, il
est important de prendre connaissance des parametres qui interviennent lors de 1'essai
physique, c'est-a-dire Ie chassis et Ie banc d'essai. De plus, les problemes observes en
fatigue doivent etre consideres. En fait, ce qui est important de connaitre, c'est Fendroit
ou Us surviennent. Cette donnee permet de simplifier et d'orienter la modelisation.
4.1.1 Chassis
La figure 11 presente Ie chassis de la motoneige de la compagnie Bombardier inc
utilise dans ce pro jet de recherche. La structure mere du chassis est fabriquee a partir
de toles d'aluminium 5052-H36 de 1.3 a 2.58 mm d'epaisseur. Les proprietes mecaniques
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moyennes de cet aluminium sont presentees dans Ie tableau 2. Ces proprietes statiques
proviennent de la reference [2]. II est suppose que 1'aluminium de la structure reelle
possede ces proprietes mecaniques et qu 11 est isotrope.
Resistance Limite Module Module Coefficient
a la rupture d'elasticite d'elasticite d'elasticite de poisson
en cisaillement
Sut Sy E G v
MPa MPa GPa GPa
275 240 69.3 25.9 0.33
TABLEAU 2: Proprietes mecaniques de 1'aluminium 5052-H36
Le chassis de la motoneige se divise en deux grandes parties. La premiere est la
partie avant du chassis soit (A) sur la figure 11. Elle se nomme Ie bulk head. C'est a cet
endroit que Ie moteur se fixe. La deuxieme est Ie tunnel (B) de la motoneige. Sa section
en forme de U et sa longueur imposante permettre a la chenille d'y prendre place.
La figure 11 indique aussi ou se situe Ie cote gauche et droit du chassis. Cette notion
permet de faciliter la localisation sur Ie chassis et sera utilisee a mainte reprises dans
les sections et Ie chapitre suivants.
4.1.2 Banc d'essai
Les composantes du banc d'essai se divisent en deux groupes : celles qui chargent Ie
chassis et celles qui Ie fixent en place.
Les composantes qui permettent d'appliquer Ie chargement sont Pactionneur et Ie
systeme de bras de suspension. La charge provient de Pactionneur. Ce dernier est un
appareil qui permet de generer une charge cyclique a deplacement ou a force controles.
La tige de 1'appareil est fixee au systeme de bras articules qui simulent les bras de
suspension de la motoneige (figure 12). Les deux points de fixation possibles de la tige
sont notes A et B sur la figure 12. Les bras, quant a eux, sont lies au chassis par
1'entremise de difFerents types de joints. Us transmettent done la charge au chassis.
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FIGURE 11: Chassis de la motoneige
FIGURE 12: Systeme de bras de suspension du banc d'essai
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Le chassis est fixe sur deux bases en acier, une en avant et 1'autre en arriere, qui
sont vissees solidement dans un gros bloc rigide en acier. La base avant maintient Ie
chassis par les points d'attache E et F tandis que la base arriere Ie fixe uniquement par
Ie point d'attache G (figure 13). Ces points d'attache s'appliquent de chaque cote du
chassis.
FIGURE 13: Points d'attache du chassis sur Ie banc d'essai
4.1.3 Problemes observes
Lors des essais de fatigue, quelques fissures ont ete observees. Toutes ces fissures
se situaient sur Ie bulk head^ en bonne partie a 1'avant de celui-ci. Un bon nombre de
fissures prenaient origine dans un cordon de soudure ou a proximite. Toutes les fissures
qui n'etaient pas situees directement dans un cordon de soudure, avaient lieu dans la
tole d'aluminium 5052-H36 de la structure mere du chassis.
Dans Ie cadre de ce pro jet de recherche, les regions qui sont a surveiller, sont
montrees sur les figures 14 et 15. Dans chacune de ces regions, la position et Porientation
de la fissure observee experimentalement sont presentees. Lors de 1'analyse structurale
du modele elements finis, ces regions seront comparees a celles predites par Ie modele.
4.2 La modelisation
La modelisation du chassis est realisee a 1'aide du logiciel I-DEAS version 5 de SDRC
Corp. Ce logiciel permet de faire la modelisation geometrique et par elements finis, Ie
calcul et Panalyse des resultats.
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(a) Cote droit (b) Cote gauche
FIGURE 14: Fissures dans la tole d'aluminium 5052-H36 a 1'avant du bulk head
FIGURE 15: Fissure dans la tole d'aluminium 5052-H36 au degagement droit de 1'arbre
de renvoi
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4.2.1 Modelisation geometrique du chassis
Le modele geometrique du chassis est base sur les dessins CAD de Bombardier
inc. Ces dessins volumiques ont ete crees sur Ie logiciel Euclid. Afin de les importer
dans I-DEAS, les fichiers correspondants ont ete generes en format IGES. Toutefois,
comme 1'importation ne s'est pas averee fructueuse a 100%, Ie chassis a du etre dessine
a nouveau sur I-DEAS a partir des dessins de Bombardier inc. Ces derniers ont done
servi de patron pour la creation du modele geometrique sur I-DEAS.
Pour mener a bien la modelisation geometrique du chassis, plusieurs simplifications
et hypotheses sont imposees. La premiere simplification porte sur la rigidite structurale.
En fait, certaines composantes du chassis ne sont pas modelisees, car leur influence sur
la rigidite structurale globale du chassis est jugee trop faible. Les criteres utilises pour
la selection des composantes sont les suivants :
1. la geometrie;
2. Ie materiau;
3. la fixation sur Ie chassis;
4. Pemplacement sur Ie chassis par rapport au chargement, aux points de fixation
sur Ie banc d'essai et aux zones problemes en fatigue.
La rigidite d'une composante est directement reliee a sa geometrie et son materiau.
Pour une meme geometric, une composante en acier sera plus rigide qu'en aluminium.
Le mode de fixation (boulons, soudures, rivets) et Ie nombre de points ou de surfaces
d'attache jouent aussi sur la rigidite. Ces trois premiers criteres se rapportent a 1'aspect
physique et mecanique de la rigidite structurale d'une composante. Le dernier critere,
quant a lui, est propre aux conditions frontieres imposees a la structure globale du
chassis. Ce critere est base sur les observations des essais physiques de la compagnie
Bombardier. Premierement, ces essais ont montre que seulement Ie bulk head du chassis
subissait un deplacement considerable. Tout Parriere du chassis, c'est-a-dire Ie tunnel,
avait un deplacement mil. En fait, comme les attaches au banc d'essai sont disposees
sur presque toute la longueur du tunnel, il va de soit que Ie mouvement global de
ce dernier et de ses composantes ne soit pas predominant. Ce qui veut dire que les
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composantes situees sur Ie tunnel ont tres peu d'influence sur Ie mouvement global du
chassis. Toutefois, dans Ie cas du bulk head, 1'efFet structural de ses composantes peut
etre tres important etant donne Ie mouvement qu'il subit. Et deuxiemement, comme les
fissures observees en fatigue se trouvent sur Ie bulk head, la presence des composantes
de ce dernier peu s'averer primordiale. En fait, si une composante est pres d'une zone
ou il y a eu fissuration, elle a de forte chance cTinfluencer Ie champ de contraintes qui
s'y trouve.
En se basant sur ces criteres, Ie tableau 3 presente les composantes du chassis qui
ne sont pas inclues dans Ie modele geometrique global du chassis. A chacune des com-
posantes, Ie ou les criteres qui justifient cette decision sont mentionnes. De plus, une
breve explication est apportee a chacun des criteres afin de motiver sur quelle base,
1'efFet global de la rigidite structurale de la composante est faible.










6 Support bras de pivot
7 Guides de barre coulissante 19
4 Emplacement peu influent
1, 4 Petite piece. Emplacement peu
influent
1, 4 Petite piece. Emplacement peu
influent
1, 4 Petite piece. Emplacement peu
influent
18 1, 2, 3 Petite piece. Aluminium. Peu
fixee
1, 4 Petite piece. Emplacement peu
influent
1, 4 Petites pieces. Emplacement
peu influent
19
TABLEAU 3: Composantes structurales du chassis non modelisees
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FIGURE 16: Radiateurs (1) et attaches avant (8) sous Ie tunnel du chassis
FIGURE 17: Attache siege (2) et attaches reservoir (3) sur Ie tunnel du chassis
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FIGURE 18: Support de direction (4) et protecteur (5)
FIGURE 19: Support bras de pivot (6) et guides de barre coulissante (7)
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La deuxieme simplification porte sur la modelisation par elements finis. Afin de fa-
ciliter la generation des maillages sur Ie modele geometrique, deux simplifications sont
apportees. Premierement, tous les trous de positionnement des boulons et des vis sont
elimines du modele. Egalement, tous les trous qui ser vent a alleger la structure ou qui
sont situes sur Ie tunnel ou sur une composante de celui-ci, ne sont pas modelises. Cette
simplification s'appuie sur Ie fait qu'experimentalement, aucun probleme de fatigue
n'a ete observe dans ces trous ou au voisinage de ceux-ci. De plus, leur efFet structu-
ral est, dans la majorite des cas, negligeable de par leur taille ou leur emplacement.
Et deuxiemement, certaines composantes du chassis sont modifiees. Les modifications
sont plutot mineures et, par consequent, sans grands impacts sur la rigidite globale du
chassis. Le tableau 4 presente les composantes qui ont subi des modifications.
# Composante Figure
8 Attaches avant 16
9 Appuis-pieds 20
10 Supports des appuis-pieds 21
11 Attaches d'amortisseurs 22
12 Supports verticaux 22
13 Renforts de coin 22
TABLEAU 4: Composantes structurales modifiees
Tout Ie modele geometrique est constitue de surfaces (voir figure 23). Aucune en-
tite volumique n'est presente. Par consequent, pour considerer 1'epaisseur des toles
et des composantes extrudees ou machinees du chassis, toutes les surfaces possedent
une epaisseur (Thickness Surface, commande d'l-DEAS). Afin d'etre coherent avec la
representation de cette epaisseur, toutes les surfaces du modele sont situees aux plans
moyens des toles et des composantes. Les seules surfaces ou ce n'est pas Ie cas, sont
celles qui ferment la geometrie de la section du tunnel (forme de U). Comme il est
mentionne precedemment, Ie chassis est constitue de deux parties : Ie bulk head et Ie
tunnel. Toutes deux sont emboitees Pune dans Pautre. Comme Ie montre la figure 24,
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FIGURE 20: Appui-pied (9)
FIGURE 21: Support de 1'appui-pied (10)
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FIGURE 22: Attaches d'amortisseurs (11), supports verticaux (12) et renforts de
coin (13)
^
(a) Vue de dessus (b) Vue de dessous
FIGURE 23: Modele geometrique global du chassis
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cet emboitement engendre un chevauchement des toles qui les constituent. Atm de sim-
plifier la modelisation, Ie plan moyen de chacune des toles du tunnel est positionne
au meme niveau que ceux du bulk head. Cette modelisation engendre un leger sur-
dimensionnement du tunnel du au decalage de i\lcl + t^/'2. Le choix du tunnel pour
cette modification est base sur Ie fait qu'il est la partie pour laquelle ce changement
geometrique a Ie moins d'impact. En fait, aucun probleme en fatigue n'a ete observe sur
Ie tunnel. De plus, Ie tunnel est la partie qui a Ie moins d'influence sur Ie mouvement
global du chassis, car 11 est fixe au banc d'essai en plusieurs points d'attache dont 1'un
a 1'interface bulk head-tunnel. II est important que la modelisation du bulk head soit
la plus realiste possible, car les deplacements et les champs de contraintes necessaires
pour Fanalyse structurale et en fatigue doivent y etre evalues avec precision. Afin de












FIGURE 24: Chevauchement entre Ie bulk head et Ie tunnel du chassis
4.2.2 Modelisation par elements finis du chassis
Maillage
Etant donne que Ie modele geometrique du chassis est entierement surfacique, tous
les maillages de surface du modele par elements finis sont constitues d'elements de
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plaque de type Mindlin (type par defaut dans I-DEAS). En plus de considerer 1'effet
de membrane et de flexion, ce type d'element permet d'inclure celui du cisaillement
transversal. II procure generalement de bons resultats tant que 1 epaisseur est petite ou
moderee par rapport aux dimensions des surfaces de la geometric globale. Dans notre
cas, cette condition est respectee puisque toutes les epaisseurs sont de 1'ordre du mil-
limetre. Tous les elements sont lineaires. Us sont majoritairement quadrilateraux. Les
quelques elements triangulaires utilises ont pour but de faciliter les transitions entre les
differents maillages.
Tous les profiles ou raidisseurs qui se trouvent sur Ie chassis sont modelises par des
elements de poutre lineaires. La section des poutres correspond a celles des profiles.
L'efFet de Pexcentricite (offset) du centroide des poutres par rapport aux noeuds est
pris en compte.
Les bras qui permettent de simuler Ie systeme de suspension et d'appliquer Ie char-
gement sur Ie chassis sont modelises a 1'aide d'elements de poutre lineaires eux aussi.
Comme Ie montre la figure 25, ces bras sont relies entre eux par Pentremise de joints a
rotule (R). Tous les joints entre ce systeme et Ie chassis sont a rotule, sauf ceux qui sont
situes a 1 avant du bulk head. Ces derniers sont des joints a goupille (P) qui permettent
uniquement la rotation autour de 1'axe X (repere global). Afin de modeliser ces joints,
des conditions cinematiques correspondantes aux deux types de joint sont imposees
entre les noeuds des elements concernes.
Tous les contacts mecaniques entre les composantes et la structure mere du chassis
sont modelises de la meme fa^on quel que soit Ie type de liaison (soudures, rivets ou
boulons). Cette faQon de faire a pour but de simplifier considerablement la modelisation
par elements finis des joints mecaniques. Le contact entre les surfaces d'interface est
assure en reliant celles-ci par des elements rigides. Ces derniers sont appliques sur tous
les noeuds de ces surfaces. Par consequent, il est suppose que la liaison est totale,
c est-a-dire que les deplacements et les rotations entre deux surfaces d'interface sont
les memes et que Ie transfer! de charges se fait sur toute la surface. II est certain que
47
^
FIGURE 25: Modele d'elements finis des bras du systeme de suspension
cette supposition ne represente pas la realite avec exactitude. En fait, tout depend de
la superficie de la surface de contact, du type et du nombre de liaison. Toutefois, etant
donne les faibles dimensions de ces joints par rapport a celles du chassis global, il est
certain que la fa^on de les modeliser a tres peu d'influence sur Ie comportement global
de la structure. Par contre, leur effet local n'est possiblement pas negligeable.
Lors des essais physiques en fatigue, Ie carter de chame de la motoneige est installe
sur Ie chassis afin de permettre la fixation sur Ie banc d'essais (figure 26 (a)). Cette piece
coulee est en aluminium. Elle est maintenue sur la chassis a 1'aide de trois boulons. Ce
carter agit, en quelque sorte, comme un raidisseur sur la paroi droite du chassis. De
part sa petite geometrie robuste et 1'epaisseur de ses parois, il est suppose que Ie carter
ne se deforme pas ou est parfaitement rigide. Par consequent, Ie modele simplifiie de ce
carter se resume a trois elements de barres rigides (figure 26 (b)). Ces derniers relient Ie
point de fixation du banc d'essai aux trois boulons qui fixent Ie carter sur Ie chassis.
La figure 27 montre Ie premier modele d'elements finis du chassis avec Ie systeme
de bras de suspension. Ce modele global comporte 4238 elements et 3895 noeuds. Ce
modele est utilise pour faire la premiere analyse structurale. II est a noter que les
maillages de surface generes sur Ie bulk head sont plus fins que ceux du tunnel. Etant
donne que Ie bulk head est la partie ou les problemes de fissuration par fatigue out
48
(b) Modele
FIGURE 26: Carter du chassis
ete observes, il est important que la taille des elements presents ne soient pas trop
grossiere. Pour une premiere analyse, il n'est pas necessaire que les maillages sur Ie bulk
head soient extremement fins. Us doivent tout de meme etre de taille raisonnable afin
d'epouser Ie mieux possible la geometrie des surfaces associees et de permettre d'obtenir
des premiers resultats qui soient representatifs.
Conditions frontieres
Les deux types de conditions frontieres qui agissent sur Ie modele global du chassis
sont Ie chargement applique et les points d'attache au banc d'essai.
La chargement applique, P(t), est une force harmonique a amplitude constante. Son
amplitude varie entre -O.^Pmax et +Pmax- Sa frequence est de IHz. Le graphique 28
montre ce chargement sur un cycle, normalise par rapport a Pmax • L'equation corres-
pondante est la suivante :
P(t)
Pr,
= 0.75(sm(27T^ - to)) + 1/3) (21)
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FIGURE 28: Chargement applique
pliquee aux points A et B sur les bras du systeme de suspension (figure 25). Toutefois,
1 application en ces points n'est pas simultanee. En fait, la force est appliquee unique-
ment en un point pendant un certain nombre de cycles, puis a 1'autre, par la suite, pour
Ie meme nombre.
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Le chassis est fixe au banc d'essai aux points d'attache E, F et G (figure 13). Au
point E, Ie chassis est maintenue par un arbre en acier qui est fixe a la base avant. Le
lien entre 1'arbre et Ie chassis est assure par Pentremise de deux roulements a billes.
Le roulement de droite est situe dans Ie carter de chaine tandis que celui de gauche
est positionne dans un petit boTtier en acier boulonne au chassis. Aux points F et G,
Ie chassis est fixe a 1'aide de boulons. En F, les boulons relient Ie chassis a des barres
d'acier qui sont, a leur tour, boulonnees a la base avant. En G, les boulons fixent Ie
chassis a la base arriere. Pour ce qui est de la modelisation de tous ces points d'attache,
il est suppose que les deux bases, les barres et Parbre en acier sont parfaitement rigides.
Par consequent, la modelisation des points d'attache se resume a des simples restrictions
des degres de liberte des noeuds correspondants. Dans tous les cas, Ie seul degre liberte
qui est libre est la rotation autour de 1'axe Y du repere global.
4.3 L'analyse
L'analyse se divise en deux etapes : la premiere est Panalyse structurale et la seconde,
Panalyse en fatigue.
Avant d'expliquer en detail la methodologie utilisee pour realiser les deux types
d'analyse, il est important de noter que toute 1'analyse par elements finis, c'est-a-dire Ie
calcul des variables structurales (deplacements, contraintes, deformations), est realisee
avec Ie code de calculs MSC/NASTRAN version 70. Toutefois, Paffichage et 1'analyse
des resultats est faite a 1'aide du logiciel I-DEAS. En fait, toute 1'analyse des resultats
est realisee avec Ie module Durability. Ce module permet d'evaluer la resistance et
de predire la durabilite ou la vie en fatigue d'une structure soumise a un chargement
temporel.
Pour utiliser ce module, il faut tout d'abord selectionner Ie type d'analyse a faire
pour evaluer les variables structurales dans Ie temps : statique ou dynamique. Les
resultats a analyser doivent correspondent au type d'analyse choisi. Dans ce projet,
etant donne que la frequence (1 Hz) du chargement applique est tres faible par rapport
aux premieres frequences naturelles de ce type de structure, toute I5 analyse structurale
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est basee sur une analyse statique. De plus, cette analyse est lineaire elastique. II est
done suppose qu'il n'y a pas d'ecoulement plastique dans la structure sous Ie chargement
applique. Toutefois, si certaines regions presentaient de la plasticite, les contraintes et
deformations elastiques correspondantes seraient corrigees par une methode de correc-
tion elasto-plastique lors de 1'analyse en fatigue basee sur 1'approche locale. En fait,
comme Ie chargement est simple et a amplitude constante, celui-ci est proportionnel.
Par consequent, toute 1'analyse en fatigue est basee sur les approches disponibles pour
ce type de chargement.
4.3.1 L'analyse structurale
L analyse structurale comporte deux parties. La premiere est la validation du modele
d'elements finis. La seconde, pour sa part, consiste a determiner les regions critiques,
c est-a-dire les endroits ou Ie champ de contraintes est Ie plus eleve. Dans ces regions,
1 evaluation des contraintes doit etre effectuee avec precision.
Validation du modele global
La validation du modele d'elements finis est basee sur sa rigidite globale. Pour Ie
valider, les resultats experimentaux de Bombardier sont utilises comme reference. Ces
resultats sont des deplacements statiques mesures a 1'avant du bulk head. Les points
de mesure sont les tetes des boulons qui fixent les deux tiges du systeme de bras de
suspension aux attaches d'amortisseurs. Comme Ie montre la figure 29, ces points sont
denotes C et D. Les deplacements de reference proviennent d'un test statique. En fait,
ce test consiste a appliquer en A, puis en B (voir figure 25), les valeurs maximale et
minimale de la force cyclique, soit -\-Pmax et -O.QPmax respectivement. Pour chacune
de ces forces statiques, Ie deplacement vertical (axe Z du repere global) aux points C
et D est mesure. Par consequent, pour determiner les deplacements correspondants sur
les modeles d'elements finis, la meme approche que celle precedente est utilisee.
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FIGURE 29: Points de mesure des deplacements statiques
Determination des regions critiques
Le module Durability d'l-DEAS permet de realiser des evaluations sur la resistance
statique de la structure afin de determiner les regions propices a Finitiation de fissures.
Pour ce faire, il calcule les contraintes au centroi'de des elements durant tout Ie char-
gement applique afin d'evaluer les contraintes effectives maximales. Ces dernieres sont
calculees a 1'aide du critere de von Mises, la contrainte principale maximale ou mini-
male. Une fois determinees, ces contraintes uniaxiales sont divisees par une contrainte
limite du materiau present (la resistance a la rupture ou la limite d'elasticite en tension).
Plus ce rapport de contraintes est pres ou superieur a 1, plus la region correspondante
est critique ou propice a Pinitiation de fissures par fatigue.
Dans Ie cas de Panalyse statique, Ie calcul des contraintes durant tout Ie charge-
ment applique s'efFectue en utilisant 1'equation (11). La relation correspondante est la
suivante :
y-/P(t)^
^(f) = ^ (^^ ) Oref,k
s \^f^.
Dans ce projet de recherche, n=l puisqu'un seul chargement dynamique est applique.
Les contraintes statiques Oref sont evaluees pour les cas ou la force est appliquee en
A et en B sur les bras du systeme de suspension. La valeur de la force statique Pre/
utilisee pour 1'evaluation de Oref est 0.7QPmax, soit Pamplitude de la force appliquee
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(voir equation (21)). Le calcul des contraintes est fait par MSC/NASTRAN. Une fois
calculees, ces contraintes sont importees dans I-DEAS pour que Ie module Durabi-
lity puisse evaluer les contraintes durant tout Ie chargement et, par Ie fait meme, la
contrainte effective maximale de chaque element. Cette derniere est calculee a 1 aide
du critere de von Mises afin de considerer, s'il y a lieu, 1'efFet multiaxial du charge-
ment present. La limite d'elasticite en tension est utilisee comme contrainte limite du
materiau. De cette fa^on, il est possible de determiner s'il y a de la plasticite dans la
structure. Cette donnee est tres importante, car elle influence directement la methode
de Papproche locale a utiliser pour realiser Panalyse en fatigue.
Sur Ie premier modele d'elements finis du chassis, les regions critiques identifiees
doivent etre analysees plus en detail. En fait, une evaluation precise des contraintes et
des deformations locales est necessaires pour 1'analyse en fatigue. Dans ce projet, Ie
type modelisation adoptee pour analyser a nouveau ces regions consiste uniquement a
reduire la taille des elements presents sur Ie modele global du chassis. Aux endroits les
plus critiques, la longueur des elements sera reduite approximativement a celle d'une
jauge de deformation ty pique de l/8po.
4.3.2 L'analyse en fatigue
L'analyse en fatigue est realisee dans les regions critiques observees lors de I3 analyse
structurale. Ces regions devraient s'apparenter a celles observees lors des essais phy-
siques. Dans ce cas, toutes les regions critiques a survenir hors des zones soudees se
situeraient dans la tole d'aluminium 5052-H36 de la structure du bulk head. Pour ces
regions, 1'analyse en fatigue est basee sur la methode de 1'approche locale. Dans Ie cas
des regions ayant des soudures, la methode S-N est utilisee uniquement. D'apres les
problemes observes lors des essais physiques, les methodes de 1'approche locale et de la
contrainte hot spot ne peuvent s'appliquer pour ces regions soudees. En fait, toutes les
fissures apparues dans Ie metal de base etaient perpendiculaires au cordon de soudure.
Cette observation semble vouloir dire que Ie chargement principal present a ces endroits
est dans Paxe longitudinale de la soudure. Par consequent, la methode hot spot ne peut
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etre utilisee, car, par definition, la contrainte hot spot est perpendiculaire au cordon de
soudure. Dans Ie cas de 1'approche locale, la raison est similaire a la methode precedente.
En fait, Ie probleme provient du facteur de concentration de contraintes a la soudure,
Kf^ qui permet d'evaluer la contrainte locale. Les seules donnees disponibles [78] sur
1'estimation de Kf sont valides uniquement pour un chargement perpendiculaire au
cordon de soudure.
Approche locale
L'analyse en fatigue basee sur la methode de Papproche locale est realisee a 1'aide du
module Durability du logiciel I-DEAS. Lorsque Ie chargement est proportionnel, Ie mo-
dule permet de faire une evaluation en fatigue en considerant 1'efFet multiaxial. En fait,
il assume que Ie chargement sur les faces de chaque element est biaxial ou en etat plan
de contraintes. Ce chargement biaxial est reduit par la suite a un chargement uniaxial
equivalent. Pour ce faire, Ie module applique la methode de Sines modifiee. Celle-ci
utilise Ie critere de von Mises. Avec cette methode, 1'amplitude et la valeur moyenne
de la contrainte uniaxiale equivalente s'obtiennent de la fagon suivante :
aa,q = y/<i - ^0,1^,2 + ^,2 (22)
Om,g = Om,l + (7^,2 (23)
Les contraintes presentes dans ces equations sont les contraintes principales evaluees au
centroide des faces de chaque element. Dans Ie cas ou il y a de la plasticite, les contraintes
et deformations elastiques peuvent etre corrigees par la methode de correction elasto-
plastique de Neuber. Cette correction est appliquee avant d'utiliser la methode de Sines
modifies et est jumelee a 1'equation de la reponse cyclique contrainte-deformation afin
d'evaluer les deformations corrigees.
L evaluation du dommage depend de la methode utilisee : contrainte locale ou
deformation locale. Dans Ie cas de la contrainte locale, 1'evaluation du dommage est
basee sur deux approches differentes. La premiere consiste a utiliser Ie critere de fatigue
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de Morrow
(Ta,q = (Of - a^)(c2Nf)b
qui permet de considerer directement 1'efFet de la contrainte moyenne. La seconde, pour
sa part, fait appel au critere de Basquin
a^ff = ^(2YV/)6
jumele a un parametre effectif qui considere Peffet de la contrainte moyenne. Le pa-




En ce qui concerne la deformation locale, les criteres de fatigue consideres sont ceux de
Morrow et Smith/Watson/Topper :
/
Morrow : £,,, = "/ -um-' (2Nf)b + e,(1Nf)c
Smith/Watson/Topper : (Jmax^^E = (^)2(27V;)2b + ^£^(2^)b+c
Comme Panalyse en fatigue basee sur 1'approche locale se fait dans la tole d'alumi-
nium 5052-H36, les proprietes cycliques (o-y, b, e^ c, K , n) correspondantes doivent
etre utilisees. Toutefois, ces proprietes n'ont pas ete trouvees dans la litterature. Les
seules proprietes disponibles sont celles de Paluminium 5052-H32 [76]. Le tableau 5
presente ces proprietes. II est suppose que 1'aluminium 5052-H36 possede les memes
proprietes. Cette hypothese s'avere tres acceptable dans Ie cas de la methode de la
contrainte locale. En fait, dans Ie domaine des hauts cycles en fatigue, les proprietes
des differentes gammes d'aluminium 5052-H31 sont sensiblement les memes. Par contre,
dans Ie domaine des bas cycles ou la methode de la deformation locale s'applique, cette
similitude n'existe plus. Par consequent, les resultats obtenus avec la methode de la
deformation locale engendreront une plus grande marge d'erreur que ceux provenant de
la methode de la contrainte locale.
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Coefficient Exposant Coefficient Exposant Coefficient Exposant
de resistance de resistance de ductilite de ductilite de resistance d'ecrouissage
en fatigue en fatigue en fatigue en fatigue cyclique cyclique
/ 1 / T^f /
o-'j- b e'f c K n
MPa MPa
365 -0.066 0.30 -0.61 297 0.047
TABLEAU 5: Proprietes cycliques en fatigue de 1'aluminium 5052-H32 (tole)
S-N
L'analyse en fatigue avec la methode S-N est realisee a 1'aide du manuel de conception
de PAluminum Association [1] et du code de la British Standards Institution [10]. Dans
chacune de ces references, Ie critere de fatigue est base sur la variation de la contrainte
nominate elastique. Toutefois, la forme de ce critere est legerement differente :
Aluminum Association : Ao-n = AN~^m
British Standards Institution : Ao-^A^ = K^
La valeur des constantes A, m, K^ et p depend de la direction de la contrainte principale
maximale appliquee, de 1'arrangement geometrique du joint soude et du lieu potentiel
de Pinitiation de fissures. En observant les figures 14(a) et (b), on remarque que les
fissures situees a la base des Gordons de soudure, sont perpendiculaires aux Gordons et
surviennent dans la tole d'aluminium des parois verticales du bulk head. La contrainte
principale maximale dans cette region serait done parallele aux Gordons de soudures.
Le joint soude, quant a lui, s'apparente a celui d'un joint en L. Toutefois, dans Ie cas
present, une des membrures est une piece extrudee tres epaisse et 1'autre une simple
tole. En fonction de ces parametres, les constantes correspondantes a la situation et au
joint soude «equivalents» des references precedentes sent presentees dans Ie tableau 6.
La contrainte nominale elastique utilisee pour 1'analyse est la contrainte principale
maximale situee au lieu d'initiation de la fissure [77]. Cette contrainte est evaluee au
centroi'de de 1'element correspondant Comme les fissures sont apparues sur la surface

























TABLEAU 6: Constantes des criteres de fatigue de 1'Aluminum Association [1] et du
code de la British Standards Institution [10]
Afm de bien evaluer cette contrainte, des modifications dans la modelisation par
elements finis du joint etudie est a prevoir. En fait, pour realiser 1'analyse structurale,
tous les joints ont ete modelises de la meme fa^on en assurant une liaison totale sur
toute la surface de contact. Toutefois, cette approche ne permet pas toujours d'evaluer
convenablement les contraintes situees a proximite ou sur ces joints. Par consequent,
dans Ie cas du joint etudie, uniquement les Gordons de soudure qui relient les supports
verticaux aux parois du bulk head doivent assures la liaison. II est important d'avoir
une bonne representation des efforts transmis par les Gordons de soudure pour que les
contraintes evaluees a proximite soient representatives.
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5 ANALYSES ET RESULTATS
Ce chapitre presente les resultats obtenus et les analyses qui en decoulent. II se divise
en deux parties : Panalyse structurale et 1'analyse en fatigue. Dans la premiere partie,
trois differents modeles d'elements finis (EF) sont analyses. La procedure d analyse est
basee sur la validation du modele global et la determination des regions critiques. Dans
la deuxieme partie, I'analyse en fatigue des regions critiques avec et sans soudure d un
autre modele EF est realisee.
5.1 L'analyse structurale
5.1.1 Premier modele elements finis
Validation du modele global
Les figures 30 et 31 presentent, respectivement, Ie deplacement statique du modele
EF global du chassis lorsqu'il est soumis a la force maximale appliquee en B et en A.
Le deplacement est amplifie afin de bien Ie visualiser. Chacune des figures montre un
deplacement coherent du modele par rapport au chargement auquel il est soumis. Ces
deplacements expriment bien ce qui a ete observe experiment alement, c'est-a-dire que
seulement Ie bulk head subisse un deplacement considerable et que celui du tunnel soit
mil. II est a noter que lorsque la force est appliquee du cote gauche (B), Ie deplacement
du cote droit du bulk head est pratiquement nul et vice versa. En fait, ce deplacement
est tres localise a 1'attache d'amortisseur.
Les deplacements statiques aux points C et D des deux attaches d'amortisseurs
(figure 29) sont presentes dans Ie tableau 7. Les deplacements sont exprimes sous une
forme adimensionnelle. Us representent Ie rapport entre Ie deplacement en Z (systeme
de coordonnees globales) calcule et celui mesure par la compagnie Bombardier lors
d'essais physiques. L'erreur correspondant a chacun de ces deplacements est presentee
dans Ie tableau 8. En observant ces deux tableaux, il est evident de constater que
les deplacements provenant du modele ne correspondent pas a ceux mesures. Dans Ie
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FIGURE 30: Deplacement statique du premier modele EF sous la force maximale ap-
pliquee en B










































TABLEAU 8: Erreurs des deplacements statiques du premier modele EF
meilleur des cas, Perreur est de 43.3%. A Finverse, 1'erreur la plus importante est de
72.8%. Ce qui est surprenant, c'est que ces deux cas extremes surviennent lorsque la
force est appliquee en B. Que la force soit appliquee en Aou en B, il est a remarquer
que Perreur est toujours plus grande du cote oppose a celui de 1'application de la force.
Par exemple, lorsque la force est en B, 1'erreur au point D est beaucoup plus faible que
celle au point C. Toutefois, cet ecart est minime lorsque Ie modele est soumis a la force
en A. En fait, sous cette force, 1'erreur est repartie assez uniformement de chaque cote
et vaut environ 60%. Malgre ce haut niveau d'erreur, Ie deplacement global du modele
est tout de meme coherent avec celui de la structure reelle. Par centre, pour la force
en B, Ie grand niveau d'ecart entre les erreurs laisse un doute sur Ie deplacement du
modele par rapport a celui mesure.
Avant d'emettre des hypotheses par rapport aux deplacements obtenus, il serait
interessant d'observer les regions critiques predites par Ie modele ainsi que leur niveau
de contraintes.
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Determination des regions critiques
Les figures 32 et 33 presentent les fissures observees lors d'essais physiques en fa-
tigue. Ces fissurations dependent de la position d'application de la force. Lorsque la
force est appliquee en B, les fissures observees correspondent a celles montrees sur la
figure 32(b). Dans Ie cas ou la force est positionnee en A, les fissures correspondantes
sont presentees sur les figures 32 (a) et 33. Par consequent, la determination des regions
critiques est realisee pour chacune des deux positions d'application (A et B) de la force.
(a) Cote droit (b) Cote gauche
FIGURE 32: Fissures dans la tole d'aluminium 5052-H36 a Pavant du bulk head
Les figures 34 et 35 ainsi que 36 presentent, respectivement, les resultats obtenus
lorsque la force est appliquee en B et en A. Ces figures montrent Ie rapport maxi-
mal entre la contrainte de von Mises et la limite d'elasticite en tension du materiau.
Les resultats sont afiiches en mode <Contour». En observant ces figures, on remarque
qu'aucune region n'a un rapport superieur a 1. Ce qui veut dire que meme sous la force
maximale, ce modele predit qu'il n'y a pas d'ecoulement plastique dans la structure.
En fait, lorsque la force est en B, Ie rapport Ie plus eleve est d'environ 0.9 tandis que
pour la force en A, ce rapport se situe autour de 0.4. De plus, il est a remarquer que
les regions ou Ie rapport est eleve, se situent toutes du cote de la force appliquee. Ce
resultat etait a prevoir, car Ie deplacement s'est avere etre tres localise et dependant
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FIGURE 33: Fissure dans la tole d'aluminium 5052-H36 au degagement droit de 1'arbre
de renvoi
du cote d'application de la force. Par consequent, lorsque la force appliquee est en B,
la grande majorite du flux engendre par celle-ci se propage du cote gauche du chassis
et vice versa.
Dans Ie cas ou la force appliquee est en B (figures 34 et 35), les regions ou Ie champ
de contraintes est important se situent sur la bretelle en acier (grande piece qui forme la
boucle superieure de la grande ouverture gauche), a Pattache d'amortisseur gauche, Ie
long du flange qui suit Pouverture, au petit flange du trou situe a Pavant du bulk head
et au degagement gauche de 1'arbre de renvoi (petite ouverture semi-circulaire situee a
1'arriere du bulk head). Le tableau 9 presente Ie rapport maximal de contraintes qui se
trouve au centre de Pelement critique de chacune des regions. En observant ces resultats,
la region la plus critique et ou la risque de fissuration par fatigue est Ie plus eleve se
situe sur la bretelle en acier. Toutefois, en comparant ces regions avec celles observees
lors des essais physiques en fatigue (figure 32(b)), seulement une region du modele
concorde. Cette region est Ie flange avant de Pouverture. Le modele ne predit aucune
region critique pour 1'autre zone observee experiment alement. L'explication repose sur





Flange avant de Pouverture
Flange arriere de 1'ouverture
Flange du trou avant









TABLEAU 9: Rapports maximaux de contraintes dans les regions critiques du cote
gauche du premier modele EF (force en B)
dans ce modele, aucun cordon de soudure n'est modelise. Par consequent, la rigidite
du cordon de soudure ainsi que 1'efFet de concentration de contraintes engendre par sa
geometrie ne sont pas pris en compte par Ie modele. De plus, la methode des elements
finis basee sur analyse statique lineaire ne permet pas de calculer ou de considerer 1'effet
non negligeable des contraintes residuelles presentes dans une region soudee. La valeur
de ces contraintes peut egaler la limite d'elasticite en tension du materiau soude. Ces
deux explications permettent de conclure que les modeles EF ne pourront pas predire
convenablement Ie champ de contraintes present dans une region soudee et, par Ie fait
meme, les regions critiques associees.
En ce qui concerne les autres regions predites par ce modele, il est surprenant de
constater que celle qui est la plus critique soit la bretelle en acier avec un rapport
maximal aussi eleve que 0.92. Pourtant, lors des essais physiques, aucun probleme de
fatigue n est survenu sur cette piece, pas meme aux autres regions predites par Ie modele.
L explication repose sur deux parametres : Ie modele geometrique et la modelisation des
joints. Les regions qui sont affectees par ces parametres sont la bretelle en acier, 1'attache
d'amortisseur gauche et Ie degagement gauche de 1'arbre de renvoi. En fait, ces trois
regions ne correspondent pas exactement a la vraie geometric du chassis. Des modifica-
tions ont du etre apportees afin de faciliter la generation des maillages d'elements finis.
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Durability- /hamel/bambardi/dir_skidoo/skidoo.mfl
RESULTS: 37- DUR, EVENT 1, YIELD_SF_37
TIMESTEPs 21 TIME: 1.0














FIGURE 34: Regions critiques du premier modele EF sous la force en B
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La modification la plus importante est celle du degagement gauche a 1'arbre de renvoi.
Le degagement gauche a ete agrandi afin qu'il coincide avec les arretes du joint arriere
de la bretelle. Cette modification a engendre une perte de la geometrie semi-circulaire
du degagement et 1'apparition d'arretes droites. Les modifications geometriques de ces
trois regions sont justifiees par Ie fait qu'aucun probleme de fatigue n'a ete observe a
ces endroits lors des essais physiques. Par consequent, Ie niveau de details geometriques
y etait peu important. Pour ce qui est de la modelisation des joints, la fagon de les
modeliser semble avoir eu beaucoup d'influence sur ces regions. En fait, ces dernieres
sont toutes situees a cote d'un joint. II semble que la supposition d'une liaison totale
entre les surfaces d'interface a eu pour effet d'augmenter Ie niveau de rigidite de ces
joints et, par consequent, Ie champ de contraintes autour. La figure 35 exprime bien cet
efFet. II est aussi a remarquer Ie discontinuite du champ de contraintes qui en decoule.
En realite, la bretelle et Pattache d'amortisseur sent boulonnes a la paroi gauche d'alu-
minium du chassis. Etant donne que les boulons n'assurent pas une liaison totale entre
les surfaces de contact, il est normal que Ie champ de contraintes ne soient pas aussi
eleve dans la realite. En fait, ces joints boulonnes permettent une plus grande flexibilite
que ceux du modele.
En ce qui a trait aux regions situees a 1'arriere du flange de 1'ouverture et au flange
du trou avant du bulk head, elles demandent des analyses supplementaires en reduisant la
taille des elements presents. En fait, aucune fissure n'a ete observee experimentalement
dans ces regions et pourtant, leur champ de contraintes est equivalent ou superieur a
celui du flange avant de Pouverture. Une analyse plus detaillee est necessaire. II est
important de noter que Ie point commun de ces trois regions est qu'elles se situent
toutes sur un flange.
Dans Ie cas ou la force est appliquee en A (figure 36), les regions ou Ie champ de
contraintes est important se situent au degagement droit de 1'arbre de renvoi, au flange
autour de la grande ouverture droite et a 1'attache d'amortisseur droit. Le tableau 10
presente Ie rapport maximal de contraintes qui se trouve au centre de Pelement cri-
tique de chacune des regions. En observant ces resultats, aucune region n'apparait plus
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Durabi 1 ity- /homel/bombar'di/dir'_skidoo/skldoa .mfl
RESULTS: 37- DUR/ EVENT 1. YIELD_SF_37
TIME5TEP: 21 TIME: 1.0













FIGURE 35: Region critique au joint avant de la bretelle en acier du premier modele EF
sous la force en B (affichage en mode <Element»)
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Durability- /homel/bombardi/dir_skidoo/skidoo.mfl
RESULTS: 3B- DUR. EVENT 2. YIELD_SF_38
TIMESTEP: 21 TIME: 1.0













FIGURE 36: Regions critiques du premier modele EF sous la force en A
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critique qu'une autre. En les comparant avec celles observees experimentalement (fi-
gure 32(a) et 33), seulement la region du degagement droit de Farbre de renvoi concorde.
Toutefois, son faible niveau de contraintes predit ne permet de dire presentement que
cette region est plus a risque qu'une autre pour la fissuration par fatigue. Les raisons
qui peuvent expliquer son faible niveau de contraintes sont la qualite du maillage et
les soudures avoisinantes sur Ie chassis reel. Dans un premier temps, les elements qui
Region (cote droit) Rapport maximal
de contraintes
Degagement de Parbre de renvoi 0.37
Flange avant de 1'ouverture 0.40
Attache d'amortisseur 0.36
TABLEAU 10: Rapports maximaux de contraintes dans les regions critiques du cote
droit du premier modele EF (force en A)
se trouvent dans cette region sont tres grossiers. Dans un second temps, les Gordons
de soudure ainsi que leur discontinuite (voir figure 37) ne sont pas modelises. En fait,
Ie modele ne contient aucun cordon de soudure et suppose qu'il n'y a pas de disconti-
nuite de liaison aux intersections des surfaces. Afin d'ameliorer Ie niveau de contraintes
a cet endroit, la premiere etape sera de reduire la taille des elements presents pour
la prochaine analyse. Pour ce qui est de 1'autre region observee lors des essais phy-
siques (figure 32 (a)), il est normal qu'elle ne soit pas visible sur Ie modele, car la fissure
presente est due au cordon de soudure. Comme Ie modele ne considere pas les soudures
et leurs effets (contraintes residuelles, rigidite, concentration de contraintes), Ie niveau
de contraintes est beaucoup plus bas que ce qu'il devrait etre en realite.
En ce qui concerne les deux autres regions predites par Ie modele, les memes conclu-
sions que pour la force en B s'appliquent. En fait, dans Ie cas de 1'attache d'amortisseur
droit, 1'explication repose encore une fois sur Ie modele geometrique et la faQon dont
Ie joint de 1'attache est modelise. Pour les regions situees Ie long du flange de Fouver-
ture, celles-ci necessitent une analyse supplementaire en reduisant la taille des elements
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FIGURE 37: Gordons de soudure interieurs au degagement droit de 1'arbre de renvoi
presents.
En observant les resultats de la validation et de la determination des regions cri-
tiques, on remarque que globalement Ie modele ne correspond pas tout a fait a la realite.
En premier lieu, Perreur sur les deplacements predits est tres importante. Le pire cas
survient lorsque la force est appliquee en B avec une erreur de 72.8%. De plus, Ie mou-
vement global de la structure pour cette force est etrange. En second lieu, Ie niveau de
contraintes des regions predites qui correspondent a celles observees experimentalement,
est relativement faible. En fait, Ie modele predit d'autres regions qui ont Ie meme ni-
veau de contraintes que celles precedentes. Pourtant, ces nouvelles regions n'ont jamais
presente de fissures lors des essais physiques en fatigue. Mis a part celles situees a proxi-
mite cTun joint ou dues a des modifications geometriques, la majorite de ces nouvelles
regions se situent Ie long du flange des grandes ouvertures gauche et droite du bulk
head. Face a tous ces resultats, il devient necessaire d'emettre des hypotheses sur les
sources possibles d'erreur de la modelisation.
Dans une analyse statique, les deux parametres qui peuvent influencer les resultats
sont les forces externes appliquees sur Ie modele global EF ainsi que la rigidite de celui-
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ci. Par consequent, les questions a se poser doivent concerner ces deux parametres. Les
hypotheses correspondantes qui pourraient expliquer les resultats precedents sont que :
1. Ie modele EF des bras du systeme de suspension ne transmet pas correctement
les forces au modele du chassis;
2. les maillages du modele du chassis sont trop grossiers ;
3. la flexibilite des bases qui fixent Ie chassis n'est pas negligeable;
4. Ie modele structural global flambe legerement;
La premiere hypothese concerne les forces externes tandis que les trois autres se rap-
portent a la rigidite. La derniere hypothese qui peut etre soulevee et qui ne se rap-
portent pas a Fanalyse et a la modelisation par elements finis, concerne les deplacements
experimentaux utilises pour la validation. II est possible que la comprehension de ces
mesures ne soient pas complete. En fait, ces dernieres peuvent inclurent des efFets que
Ie modele EF ne peut considerer. Des efFets typiques sont tous les jeux presents dans
un montage experimental. Toutefois, avant de s'attarder a ces mesures, il est primordial
de verifier les autres hypotheses. La premiere hypothese qui a ete verifiee est celle des
forces externes. La verification s'est faite a 1'aide d'un bilan de forces statiques sur Ie
modele des bras du systeme de suspension. Cette analyse a permis de conclure que ce
modele transfere correctement les forces externes appliquees au modele du chassis. Pour
la rigidite, la premiere hypothese a considerer dans Ie prochain modele EF est celle qui
concerne la taille des elements du chassis.
5.1.2 Deuxieme modele elements finis
Afin de verifier Phypothese precedente, un nouveau modele EF (figure 38) a ete cree
avec des maillages beaucoup plus fins que ceux du modele precedent. Mis a part la
reduction de la taille des elements, aucune autre modification n'a ete apportee. II est
evident que cette reduction de la taille des elements a tres peu de chance d'infiuencer les
deplacements calcules. Toutefois, il est important d'en faire la verification pour en avoir
la certitude. De plus, ce nouveau modele est necessaire pour 1'evaluation des contraintes
locales dans les regions critiques. En fait, sur celui-ci, Ie niveau des contraintes devrait
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augmenter, surtout dans les regions propices a Pinitiation de fissures.
La reduction de la taille des elements a ete realisee sur les maillages du bulk head,
car c'est la partie du chassis qui se deplace et ou les regions critiques out ete observees.
La taille des elements situes dans une region critique d'un flange du bulk head a ete
^SS'SSi
^^^^^y:^^^y".s^*^,f''ls^^S^S^^f^.s^-^ss^^sy^uil^s^ :.^iiiiiiiiiiiilX^yy:y^&^S^^^-v^fV^W
FIGURE 38: Deuxieme modele EF du chassis
reduite considerablement. La longueur de ces elements est d'environ 5 a 10mm. Dans
Ie cas du flange avant de 1'ouverture gauche du bulk head, cette longueur est d'environ
3mm. Deux raisons expliquent cette reduction particuliere. Premierement, les essais
physiques ont montres que cette region est critique pour la fissuration par fatigue. II est
done important que Ie champ de contraintes locales calcule soit Ie plus realiste possible
pour une future analyse en fatigue. Et deuxiemement, la longueur de 3mm a ete fixee
par celle des jauges de deformation (l/8po.) qui auraient pu etre utilisees pour valider
la deformation calculee.
Validation du modele global
Les deplacements statiques adimensionnels pour ce deuxieme modele sont presentes





















TABLEAU 11: Deplacements statiques du deuxieme modele EF
plus, les erreurs obtenues avec Ie premier modele sont incluses dans ce tableau afin de


































TABLEAU 12: Erreur des deplacements statiques du deuxieme et premier modele EF
n est pas la cause de la mauvaise prediction des deplacements. Malgre la reduction
de leur taille, leur influence sur les deplacements calcules est b el et bien negligeable.
Les resultats obtenus avec Ie deuxieme modele sont sensiblement les memes que ceux
du premier. En fait, aucune diminution significative des erreurs n'est observee avec ce
deuxieme modele.
Determination des regions critiques
Les figures 39 et 40 presentent les regions critiques obtenues avec Ie deuxieme modele
EF du chassis sous Fapplication de la force en B et en A, respectivement. Seulement
les resultats des elements qui modelisent la tole d'aluminium 5052-H36 sont affiches.
Cette fagon de presenter les resultats est due au fait que les regions pertinentes qui
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restent a analyser se trouvent uniquement sur la tole de la structure mere du chassis.
Plus precisement, elles se situent toutes sur les parois gauche et droite du bulk head.
Durability- /homel/bombar'di/dir_skidoo/skidoo2a»m'Pl
RESULTS: 5- DUR. EVENT 1. YIELD_SF_5
TIMESTEP: 21 TIME: 1.0














FIGURE 39: Regions critiques du deuxieme modele EF sous la force en B
En comparant les regions correspondantes avec celles du premier modele (figures 34 et
36), on remarque que toutes celles predites dans Ie premier modele apparaissent dans
Ie second. La seule region qui semble mains critique que dans Ie premier modele est
celle du degagement droit de 1'arbre de renvoi (figure 40). En fait, ce n'est pas Ie cas.
II suffit de faire afficher les resultats sur la face superieure (top) des elements pour voir
apparaitre Ie haut niveau de contraintes de cette region (figure 41). Dans ce modele,
la surface superieure correspond a la surface exterieure de la paroi. Sur les figures 40
et 41, il est a noter Ie haut niveau de contraintes (rapport maximal ^ 1) tres localise
a proximite de Pouverture. Get endroit est en fait un noeud du maillage et correspond
a un des trois points d'attache du carter modelise par des barres rigides. Cette region
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Durability- /homel/bombardi/dir_skidoo/skidoo2a.m-Fl
RESULTS: 6- DUR, EVENT 2, YIELD_SF_6
TIMESTEP: 21 TIME: 1,0













FIGURE 40: Regions critiques du deuxieme modele EF sous la force en A
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Durability- /hamel/bambar'di/dir>_skidoo/skidoo2a.m-Fl
RESULTS: 6- DUR. EVENT -2.. YIELD_SF_6
TIME5TEP: 21 TIME: 1.0













FIGURE 41: Regions critiques du deuxieme modele EF sous la force en A (top)
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n'est pas inquietante. Elle est seulement due a la fa^on tres ponctuelle de modeliser Ie
point d'attache. De plus, Ie type d'affichage joue pour beaucoup. Sur ces figures, les
resultats sont presentes en mode «Contour». Dans ce mode, la distribution des cou-
leurs se fait a 1'aide des donnees aux noeuds des elements. Dans ce cas, la valeur des
contraintes a un noeud est tout simplement la moyenne des contraintes au centre des
elements qui sont connectes a ce noeud. Par consequent, si 1'affichage avait ete fait en
mode «Element» ou les contraintes utilisees sont celles au centre des elements, cette
region ponctuelle ne serait pas apparue.
Les tableaux 13 et 14 presentent les rapports maximaux des regions critiques per-



















TABLEAU 13: Rapports maximaux de contraintes dans les regions critiques de la tole















TABLEAU 14: Rapports maximaux de contraintes dans les regions critiques de la tole
d'aluminium 5052-H36 du cote droit (force en A)
paraissent aussi dans les deux tableaux afin de les comparer avec ceux du nouveau
modele. Dans tous les cas, la reduction de la taille des elements a eu pour effet d'aug-
menter Ie niveau de contraintes. Ce qui etait a prevoir. Toutefois, dans aucun cas, Ie
rapport maximal n'est pres ou superieur a 1. La region la plus critique survient lorsque
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la force est appliquee en B. Cette region est Ie flange avant de Pouverture gauche avec
un rapport maximal de 0.55. Par rapport au premier modele, Ie niveau de contraintes
a augmenter de 30% dans cette region. La meme augmentation est a noter dans Ie
flange avant de 1'ouverture droit lorsque la force est en A. Ce qui est interessant avec
ces deux regions, c'est que dans la premiere la taille des elements est d'environ 3mm
tandis que dans la seconde, de 6mm. Par consequent, meme avec des elements deux
fois plus petits, Ie niveau de contraintes est sensiblement Ie meme. Pourtant, la seule
des deux regions qui a presente de la fissuration lors des essais physiques est celle du
flange avant de Pouverture gauche. Le flange du trou avant du cote gauche possede
lui aussi un rapport maximal pratiquement equivalent aux deux autres et des elements
d'environ 3mm de longueur. Mais aucune fissure n'a ete observee experimentalement. II
est aussi important de noter la faible augmentation du rapport maximal pour Ie flange
arriere de Pouverture gauche et Ie degagement droit de 1'arbre de renvoi. Bien que la
premiere region semblait critique dans Ie premier modele, il apparait ici que ce n'est
plus Ie cas. Ce resultat exprime bien la realite, puisqu'aucune fissure n'est apparue a
cet endroit. Par contre, pour Ie degagement droit de 1'arbre de renvoi, ce n'est pas Ie
cas. Toutefois, ce resultat etait a prevoir, car les elements dans cette region n'ont pas
ete reduits significativement. De plus, aucune modification concernant la modelisation
de la discontinuite des soudures presentes n'a ete realisee. Pour bien modeliser cette
region, ce type de modification est a prevoir. Cette amelioration sera faite uniquement
sur Ie dernier modele qui servira a faire Panalyse en fatigue.
A partir de toutes ces analyses, il apparait evident que les niveaux de contraintes
peu eleves des regions critiques ne sont pas dus a Peffet de la taille des elements. Le
plus bel exemple est Ie cas du flange avant de Pouverture du cote gauche. Cette region
possede des elements de la taille d'une jauge de l/8po., soit deux fois plus petite que
celle des autres elements, sans pour autant avoir un niveau de contraintes plus eleve
que certaines regions. Pourtant, elle est la seule parmi ces dernieres a presenter de la
fissuration par fatigue lors des essais physiques. Face a cette realite, la question qui
demeure en suspend est de savoir si les problemes de validation de la rigidite globale
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ne serait pas la cause de ces niveaux de contraintes. Est-ce que 1'augment ation des
deplacements aura Ie meme efFet sur les contraintes? Le prochain modele permettra
peut-etre de repondre a ces questions en verifiant la seconde hypothese de la rigidite :
la flexibilite des bases qui fixent Ie chassis n'est pas negligeable.
5.1.3 Troisieme modele elements finis
Le troisieme modele EF a pour but de verifier si la rigidite des bases qui fixent Ie
chassis, influence Ie comportement global de celui-ci. Pour ce faire, les bases d'acier out
ete modelisees par elements finis et incluses au modele EF precedent du chassis. La
modelisation des bases est faite par 1'entremise d'elements de plaques et de poutres. La
figure 42 presente ce troisieme modele.
FIGURE 42: Troisieme modele EF de 1'ensemble structural
Validation du modele global
Les deplacements statiques adimensionnels pour ce troisieme modele sont presentes
dans Ie tableau 15. Les erreurs correspondantes se trouvent dans Ie tableau 16. De plus,
les erreurs obtenues avec Ie deuxieme modele y sont incluses. En observant les resultats
obtenus avec ce troisieme modele, il est clair que la flexibilite des bases d'acier n'est pas
negligeable. Les deplacements calcules se sont rapproches de ceux mesures. L'ecart a di-






















































TABLEAU 16: Erreur des deplacements statiques du troisieme et deuxieme modele EF
est appliquee en B et vaut -O.^Pmax, 1'erreur au point D est passee de 42.3% a 23.4%.
L'erreur a pratiquement ete divisee par deux. Lorsque la force est en A, 1'amelioration
n est pas aussi significative. Le meilleur cas survient pour -\-Pmax avec une erreur de
44.5% par rapport a 60% pour Ie modele precedent. Par centre, pour les cotes opposes
a 1 application de la force, 1'erreur a tres peu diminue et est toujours aussi importante.
II est interessant aussi de noter que, pour la force en A, 1'ecart entre Perreur au point
C et D a augmente. Dans Ie cas des modeles precedents, cet ecart etait pratiquement
negligeable. Face a ces resultats, il est certain que des flexibilites autres que celles des
bases en acier, entrent en jeu. De plus, elles semblent etre plutot locales que globales.
Le tableau 17 presente les deplacements statiques des points d'attache du chassis
engendres par la flexibilite des bases. Ces deplacements sont dans la direction Z du
systeme de coordonnees globales, soit la meme que celle des deplacements utilises pour
la validation. Les resultats montrent que 1'attache qui se deplace Ie plus, est la E. Ce














































TABLEAU 17: Deplacements statiques aux points d'attache du troisieme modele EF
balancier : la force en Z presente est la somme de la force appliquee et des forces
de reaction des autres points d'attache. Elle est done 1'attache qui supporte Ie plus de
y
charges. Etant donne qu'elle est 1'attache la plus pres des points C et D, elle est celle qui
a Ie plus d influence sur les deplacements de ces points. De plus, 1'attache F ne peut pas
vraiment influencer, car elle agit comme une rotule fixe ou Ie deplacement est toujours
nul. II est aussi a noter que les deplacements sont toujours plus eleve du cote ou la force
est appliquee. Du cote inverse, ces deplacements sont negligeables ou meme nulles. Ce
dernier resultat s'apparente aux erreurs obtenues aux points C et D (voir tableau 16).
Du cote de 1 application de la force, les erreurs ont diminue considerablement. De I'autre,
elles sont demeurees sensiblement les memes. Par consequent, il apparait evident que
1 attache E joue un role primordial dans la validation du modele. En fait, il semble
que ses deux points d'attache manquent de flexibilite. D'apres Ie tableau 16, Ie manque
de flexibilite serait plus important du cote droit, car 1'erreur est toujours assez elevee
au point C, meme lorsque la force est appliquee en A. L'hypothese qui serait la plus
plausible est qu'il y aurait des jeux dans Ie montage experimental. Bien entendu, ces
jeux ne peuvent etre vus par Ie modele EF.
L'observation des deplacements a Pattache E dans Ie tableau 17 permet de dire que
les jeux doivent etre de Pordre du dixieme de millimetre. En fait, lorsque la force est
appliquee en B et vaut -0.5Pmax, Ie deplacement de -0.131mm du cote gauche de cette
attache a engendre une reduction de 1'erreur au point D du troisieme modele de pres de
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45% (voir tableau 16). II est facile de comprendre pourquoi. Le bulk head du chassis peut
s'apparenter a une poutre en porte-a-faux soumise a une force verticale a son extremite
libre. Si un leger deplacement est permis a son attache, plus celui-ci est grand, plus
Ie deplacement a 1'extremite libre sera grand du a 1'efFet de bras de levier genere par
la longueur de la poutre. Dans Ie cas du bulk head, la longueur du bras de levier n'est
pas negligeable, soit environ 0.6m. Afin de valider Phypothese des jeux, des mesures
de dimensionnement ont ete faites sur les roulements qui relient 1'arbre en acier de la
base avant au carter (cote droit) et au boitier du chassis (cote gauche). Les mesures
ont revele qu'il y avait un jeu radial entre Ie carter, Ie roulement et 1'arbre d'environ
O.lmm. Du cote du boitier, aucun jeu n'a ete mesure.
Afin de voir PefFet de ce jeu de O.lmm, celui-ci a ete impose comme deplacement
au cote droit de 1'attache E du troisieme modele pour les cas ou la force appliquee est
positive et negative. Les deplacements correspondants a ces forces sont respectivement
+0.1 et -O.lmm. Lors de Papplication de chacun de ces deplacements sur Ie modele,
aucune force en A et B n'est appliquee. Les deplacements aux points C et D engendres
par ces deplacements ont ete par la suite superposes a ceux obtenus precedemment
lorsque la force statique etait appliquee en B et A. Le tableau 18 presente les erreurs qui
en resultent. Pour fin de comparaison, les erreurs du troisieme modele sans 1'effet du jeu

































TABLEAU 18: Erreur des deplacements statiques du troisieme modele EF incluant 1'effet
du jeu de O.lmm au carter
au carter permet de diminuer considerablement les erreurs au point C. Les meilleurs
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cas surviennent lorsque la force est appliquee en B. Dans Ie cas ou elle vaut —0.5Pmaa;;
1'erreur au point C est reduite de plus de 60%. Pour la force en A, 1'amelioration n'est pas
aussi significative. L'apport Ie plus important se presente lorsque la force vaut —O.^Pmax
avec une reduction de 1'erreur d'environ 20%. En ce qui concerne Ie point D, les erreurs
sont demeurees inchangees. Le jeu au carter influence done uniquement les deplacements
du point C. Ce jeu n'est toutefois pas suffisant pour eliminer completement 1'erreur au
point C et encore moins celle en D. Par consequent, il devient evident que d'autres
parametres moins locaux entrent en jeu. Ces parametres peuvent etre d'autres jeux a
P attache E ou du flambage au niveau du bulk head. De part son mode de fixation, il est
fort possible que tout Ie systeme d'attache qui fixe 1'arbre en acier a la base avant ait lui
aussi des jeux. Ces jeux n'ont pas besoin d'etre tres grands. La sensibilite de 1'attache
E sur les deplacements des points C et D est tellement elevee que memes de tres faibles
jeux de 1'ordre du dixieme de millimetre dans Ie systeme d'attache pourraient faire toute
la difference. Toutefois, ils sont extremement difficiles a evaluer. Quant au flambage, il
pourrait tres bien donner plus de flexibilite au bulk head et, par Ie fait meme, augmenter
les deplacements en C et D.
Pour verifier Phypothese du flambage, Ie troisieme modele a ete utilise. Toutefois,
une modification a ete apportee. Cette modification est 1'ajout des deux radiateurs qui
sont situes sous la surface superieure du tunnel. Pour realiser 1'analyse lineaire elastique,
ils ont ete omis de la modelisation etant donne leur faible influence structurale de part
leur position sur Ie chassis. Le but de leur ajout est d'avoir Ie modele Ie plus realiste
possible et d'eviter de voir apparaitre des modes de flambage locaux sur la grande
surface superieure du tunnel. En fait, les essais physiques ont montre que cette surface
bombait legerement. Les deux radiateurs ont ete modelises avec des elements de poutre.
Cette modelisation est la fa^on la plus simple de considerer leur effet. Les elements de
poutre s'appliquent uniquement sur une ligne tandis que chacun des radiateurs reels
couvrent une surface d'une largeur de 5po. La rigidite engendree par les elements de
poutre est moindre que la rigidite reelle. Les resultats representent done des valeurs
minimales. La force de reference est appliquee en B ainsi qu'en A et vaut +Pmax- Le
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premier mode ayant Ie facteur de fiambage Ie plus faible survient lorsque la force est en
B. Le facteur de flambage correspondant vaut -2.03. Ce qui veut dire que la force de
flambage doit etre deux fois plus eleve et de sens inverse a Pmax- Le mode apparait sur
la paroi gauche du tunnel. Ce resultat revele done qu'il n'y a pas de flambage dans la
structure sous les forces appliquees.
Face a toutes ces analyses, il apparait done que Ie probleme de validation de la
rigidite globale de la structure serait du a des jeux dans Ie montage experimental. Ces
jeux seraient situes a 1'attache E, car elle est celle qui influence Ie plus les deplacements
des points C et D. Comme les modeles EF ne permettent pas de considerer ces jeux, les
deplacements calcules ne peuvent etre equivalents aux valeurs experiment ales utilisees
pour la validation. En fait, les deplacements experimentaux incluent 1'efFet des jeux du
banc d'essai. Malgre tout, 1'ordre de grandeur des deplacements calcules est satisfaisant.
Avant d'approuver ce dernier modele EF, il est important de verifier si 1'augmentation
des deplacements a infiuencer les regions critiques et leur niveau de contraintes.
Determination des regions critiques
Bien que la flexibilite des bases a diminue 1'erreur des deplacements calcules, celle-ci
n a pas influence les regions critiques et leur niveau de contraintes. En fait, elles sont les
memes que celles du deuxieme modele EF (voir figures 39 et 40). De plus, Ie niveau des
contraintes present n'a pas change. Par consequent, Ie champ de contraintes des regions
critiques est independant de la variation du deplacement global calcule aux points C
et D. En fait, 1'augmentation des deplacements n'est pas due a un changement dans la
rigidite globale du chassis, mais dans la rigidite de ses points d'attaches. Comme il a ete
dit precedemment, Ie bulk head s'apparente au comportement d'une poutre en porte-
en-faux. Meme si Ie point d'attache de ce type de poutre presente de legeres flexibilites,
la distribution et Ie niveau du champ de contraintes Ie long de celle-ci demeureront
inchanges. La seule fagon de les modifier est de changer la geometrie de la section de
la poutre. Comme la geometrie du bulk head n'a pas ete modifiee, il est normal que les
regions critiques et leur niveau de contraintes soient restes les memes. Meme si Ie niveau
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de ces contraintes n'est pas tres eleve, on peut supposer qu'il est valide. L analyse en
fatigue permettra de determiner sa validite.
Dans Pensemble, ce dernier modele EF semble bien representer Ie comportement
reel global du chassis et de son banc d'essai. Bien que les mesures experimentales ne
permettent pas de Ie valider avec exactitude, son niveau de deplacement est coherent
et dans des ordres de grandeur acceptable. La rigidite du chassis apparait done tres
acceptable. De plus, ses regions critiques qui peuvent etre predites par elements finis
s'apparentent a celles observees experiment alement. Bien que ses niveaux de contraintes
semblent faibles et soient identiques a ceux du deuxieme modele EF, seulement une
analyse en fatigue pourra determiner leur validite. Tous ces resultats permettent done
de conclure Panalyse structurale et d'entamer 1'analyse en fatigue des regions critiques.
5.2 I/ analyse en fatigue
L'analyse en fatigue est realisee sur les regions critiques observees lors de 1'analyse
structurale et des essais physiques. Elle est divisee en deux sections : les regions critiques
sans soudure et celles avec soudure. Dans Ie premier cas, les regions concernees sont
toutes celles situees dans un flange ou Ie niveau de contraintes s'est avere eleve. De
plus, la region du degagement droit de 1'arbre de renvoi y est incluse. Bien que deux
cordons de soudure soient a proximite, la fissure observee ne situent pas dans Ie voisinage
immediat des cordons. II est done suppose que la fissure ne serait pas due aux eflfets de
soudure. Dans Ie second cas, les deux seules regions analysees sont situees sur les joints
soudes qui relient les supports verticaux aux parois du bulk head (figure 32).
Le deuxieme modele EF est utilise pour 1'analyse en fatigue. En plus d'etre plus
simple que Ie troisieme modele, il predit les memes niveaux de contraintes dans les
regions critiques. Toutefois, deux modifications ont ete apportees. La premiere est la
modelisation des cordons de soudure entre les supports verticaux et la tole de la paroi
du bulk head (figure 43). Les cordons sont modelises a 1'aide d'elements rigides (barres
noires). Bien entendu, cette fa^on de faire ne permet pas de considerer la rigidite et
1'efFet de concentration de contraintes due a la geometrie de la soudure. Toutefois, la
85
discontinuite du cordon est prise en compte. Ce parametre est important, car les fis-
sures observees s'initiaient dans cette region. La deuxieme concerne la modelisation
FIGURE 43: Modelisation des cordons de soudure entre les supports verticaux et la tole
des parois du bulk head
du degagement droit de 1'arbre de renvoi. Trois ameliorations out ete apportees (voir
figure 44). La premiere est la reduction de la taille des elements dans Ie creux du
degagement ou la fissure s'initie. Les elements ont une longueur d'environ 2mm. La
deuxieme est la prise en compte de la discontinuite engendree par les deux Gordons de
soudure. Comme Ie montre la figure 44(b), cette modelisation est realisee en eliminant
la connectivite des elements situes dans la discontinuite. La troisieme est tout sim-
plement Ie raccourcissement du flange. Dans tous les autres modeles EF, ce dernier
ce terminait directement dans Ie creux du degagement. Toutefois, cette modelisation
geometrique ne represente pas convenablement Ie flange reel et peut influencer Ie champ
de contraintes dans Ie creux du degagement. Malgre 1'amelioration apportee, Ie nouveau
modele geometrique du flange n'est pas encore exactement identique a celui du chassis
reel.
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(a) Reel (b) Modele
FIGURE 44: Degagement droit de Parbre de renvoi
5.2.1 Regions critiques sans soudure
Flanging
Etant donne qu'aucune region critique ne possede un rapport de contraintes superieur
a 1, la methode de la contrainte locale est utilisee. Les tableaux 19 et 20 presentent,
respectivement, la vie en fatigue des regions critiques lorsque la force est appliquee en
B et A. La duree de vie est exprimee en terme de cycles. L'observation de ces resultats
permet de constater que les vies en fatigue predites par Ie modele sont trop elevees.
Bien que la region la plus critique soit bel et bien Ie flange avant de Pouverture gauche,
sa vie en fatigue est nettement superieure a celle mesuree experimentalement, quelque
soit Ie critere. En comparant cette vie avec celles de certaines autres regions, 1'ecart
n est pas assez significatif pour dire que la fissuration se produira uniquement a cet
endroit. Le parametre de a considerer est Ie niveau de contraintes. En fait, Ie niveau
de contraintes est trop faible. Toutefois, etant donne la faible taille des elements de
certaines regions, il est difl&cile de mettre en cause Ie niveau de precision des maillages
d'elements finis. La reponse se tourne plutot du cote du flanging.
Tous les flanges des regions critiques proviennent d'une operation de stretch flanging.
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Force en B
Region Rapport maximal Vie en fatigue Experimental











5 i n62.0E7 1.9E7 105-10
9.1E9 4.8E9 aucune fissure
4.0E7 3.2E7 aucune fissure
TABLEAU 19: Vie en fatigue des regions critiques de la tole d'aluminium 5052-H36 du
cote gauche (force en B)
Force en A
Region Rapport maximal Vie en fatigue Experimental




0.52 4.5E7 3.3E7 aucune fissure
TABLEAU 20: Vie en fatigue de la region critique de la tole d'aluminium 5052-H36 du
cote droit (force en A)
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Dans ce cas, au lieu que Ie pliage soit fait Ie long d'une ligne droite (straight flanging
ou bending), celui-ci est effectue en suivant un rayon de courbure concave (figure 45).
Cette operation a pour effet d'engendrer une deformation supplementaire en tension Ie
Stretch Fiaage Straight Flaoge
FIGURE 45: Flanging [75]
long de la circonference du flange. Le niveau de tension augmente du rayon de courbure
RO jusqu'a 1'extremite libre du flange {R^) ou il est maximal (figure 46). Dependant des
differents parametres geometriques (RQ, rd, R-L, R^^a), ce niveau de tension peut devenir
tres important au point de dechirer 1'extremite libre. La distribution des contraintes
residuelles qui en resulte, n'est plus uniquement au niveau de Pepaisseur comme dans
Ie cas du straight flanging (figure 47), mais devient tridimensionnelle. Entre autres, des
contraintes residuelles Ie long de la circonference du flange apparaissent. Etant donne
que la distribution des contraintes appliquees sur la circonference s'apparente a celle
de la demi-epaisseur de la figure 47 (ligne pointillee ou la contrainte est positive), on
peut poser comme hypothese que les contraintes residuelles correspondantes seraient
en tension a la base du rayon de courbure et en compression a 1'extremite libre du
flange. Malgre de nombreuses recherches bibliographiques, aucune reference n'a permis
de valider cette hypothese. Toutefois, elle est conservee pour Ie reste de 1'analyse.
Dans Ie cas du flange avant de Pouverture gauche du bulk head (figure 48), Ie modele
predit que Ie chargement critique, situe non loin du rayon de courbure, est pratiquement
unidimensionnel et suit la circonference du flange. Cette observation permet d'expliquer
la direction de la fissure observee a cet endroit. Toutefois, pour que la vie en fatigue
predite corresponde a celle mesuree, il faut necessairement que les contraintes residuelles
predominantes soient dans cette direction et en tension. Cette derniere deduction vient
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FIGURE 47: Exemple de distribution des contraintes residuelles (ligne pleine) suivant
Pepaisseur d'une tole suite a une operation de bending 69]
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FIGURE 48: Fissurations observees sur la paroi gauche du bulk head
done appuyer Phypothese precedente. Le niveau de ces contraintes peut etre estime en
utilisant Pequation de Morrow. Les contraintes residuelles ars peuvent etre vues comme
des contraintes moyennes qui demeurent constantes durant tout Ie chargement applique.
Dans ce cas, 1'equation de Morrow devient
^a,g = (a'f - ((Tm,q + (Tr,))(2Nf)b (24)
En utilisant Papproche de Sines modifiee et les contraintes au centre de 1'element cri-
tique de cette region, on trouve que <Ja,q et o'm,q valent, respectivement, 98.8MPa et
39.3MPa. En remplagant ces donnees dans 1'equation 24 ainsi que les vies mesurees
experimentalement, il ressort que la contraintes residuelle a cet endroit se situerait,
environ, entre 70MPa et lOOMPa. Get ordre de grandeur est raisonnable. En fait, si la
meme tole subirait une operation de straight flanging avec Ie meme rayon de pliage,
les contraintes residuelles distribuees sur 1'epaisseur seraient, en surface, de Pordre du
lOOMPa.
Face a cette analyse, il ressort que Ie parametre de est les contraintes residuelles
dues a une operation de stretch flanging. En fait, ce sont elles qui permettent d'expliquer
que seulement une des regions critiques ait fissure lors des essais physiques. Pour que
P analyse soit plus precise, il faudrait arriver a les evaluer convenablement soit par
une approche analytique, numerique ou experimentale. Dans Ie cadre de ce projet de
recherche, seulement Papproche analytique a ete examinee en profondeur. Toutefois,
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aucune formulation mathematique sur Ie sujet n'a ete trouvee. Malgre tout, toute cette
analyse a permis de soulever Ie fait que les contraintes residuelles dans ces regions ne
sont pas necessairement negligeables et meritent d'etre considerees lors de la conception
et d'une analyse en fatigue.
Degagement droit de Parbre de renvoi
Pour la region du degagement droit de Parbre de renvoi, 1'analyse en fatigue n'a pu
etre realisee. En observant la distribution du rapport de contraintes de la figure 49 (a),
on remarque que 1'endroit critique predit par Ie modele n'est pas dans Ie creux du
degagement, mais a la jonction entre Ie debut du flange et la paroi verticale. Pourtant,
la fissure observee experimentalement se trouvait dans Ie creux. Cette observation per-
(a) Nouveau modele (b) Anciens modeles
FIGURE 49: Distribution du rapport de contraintes au degagement droit de Parbre de
renvoi
met de dire que Ie haut niveau de contraintes predit dans les modeles EF precedents
(figure 49 (b)) etait du a cette jonction. En fait, Ie probleme provient de la modelisation
geometrique de cette derniere. Sur Ie chassis reel (figure 44 (a)), la transition entre la
fin du flange et la paroi verticale se fait d'une faQon beaucoup moins discontinue. Par
consequent, Ie haut niveau de contraintes predit est beaucoup trop eleve et n'est pas
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representatif de la realite. Pour ce qui est du niveau de contraintes predit dans Ie creux,
il est tres faible. Le rapport maximal de contraintes est seulement 0.34. Avec un rap-
port aussi bas et en utilisant la methode de la contrainte locale, il est impossible que la
vie predite soit equivalente a celle mesuree, soit environ 2E10 cycles. II est difficile de
mettre en cause la taille des elements, car leur longueur est d'environ 2mm. La raison la
plus plausible qui peut expliquer la fissuration en ce lieu, est la presence de contraintes
residuelles. Ces contraintes proviendraient des soudures a proximite. L'hypothese que
1'effet de ces soudures soit negligeable, serait done fausse. Dans ce cas, 1'analyse en
fatigue ne peut se faire qu'avec la methode S-N, car pour utiliser la contrainte locale,
il faudrait reussir a evaluer la grandeur des contraintes residuelles presentes. Toutefois,
aucun joint ^equivalents des references concernees [1, 10] ne permet d'evaluer la vie en
fatigue de cette region.
L'analyse de cette region permet done de realiser Pimportance d'une bonne modelisation
geometrique de la structure reelle, surtout dans les regions critiques de celle-ci. De plus,
1'efFet des contraintes residuelles s'est avere, encore une fois, un facteur important dans
1'evaluation en fatigue. Finalement, la disposition particuliere de cet assemblage soude
fait ressortir une des limitations de la methode S-N pour 1'analyse en fatigue des joints
soudes.
5.2.2 Regions critiques avec soudure
Les deux regions soudees qui sont analysees dans cette section, sont montrees sur
les figures 50(a) et (b). D'apres la direction des fissures observees, il a ete suppose
precedemment que la contrainte principale maximale au lieu de fissuration etait parallele
aux Gordons de soudure. Les resultats obtenus avec Ie modele EF out permis de confirmer
cette supposition. En fait, la direction de cette contrainte est la meme sur presque toute
la surface de contact de la paroi verticale du bulk head. De plus, Ie chargement present
est majoritairement uniaxial.
Le tableau 21 presente les vies en fatigue predites des deux regions soudees. Les vies
sont en terme de cycles. Ces resultats montrent que les vies predites ne correspondent
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(a) Cote droit (b) Gate gauche




















TABLEAU 21: Vie en fatigue des deux joints soudes situes a 1'avant du bulk head
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pas tout a fait a celles obtenues lors des essais physiques. Toutefois, les deux references
utilisees pour 1'analyse donnent des valeurs similaires. Cette similitude montre que la
classe des joints «equivalents» qui ont servi pour 1'analyse, correspond bien a 1 applica-
tion presente. II n'est pas toujours facile de trouver la bonne classe, car les joints analyses
sont rarement identiques a ceux illustres. Cette difference peut etre une des raisons qui
explique 1'ecart entre les vies predites et celles mesurees. De plus, les joints soudes des
references precedentes correspondent davantage a ceux utilises dans les applications du
genie civil. En fait, les joints sont generalement constitues de plaques ou de membrures
assez imposantes. Dans Ie cas du joint soude etudie ici, les pieces qui Ie composent,
sont une tole de 2.58mm et une barre rectangulaire 24 x 40mm. II est done possible que
cette difference geometrique influence considerablement les resultats. II ne va pas sans
dire aussi que les courbes S-N de 1'Aluminum Association et de la British Standards
Institution correspondent a une probabilite de rupture de 2.3%. Par consequent, les vies
calculees ne sont pas des valeurs moyennes. Elles representent plutot des vies minimales.
Toutefois, meme en supposant que les vies mesurees experimentalement soient des va-
leurs moyennes, il est impossible de verifier si Pecart entre ces vies et celles calculees
peut etre aussi considerable. Bien que la methode S-N engendre une grande variabilite
dans les resultats obtenus, il n'est pas sur que cette variabilite soit aussi importante.
Un autre parametre qui peut expliquer la difference dans les resultats obtenus est
la contrainte nominale utilisee pour 1'analyse. Dans Ie cas de structures ayant une
geometric et un chargement complexes, 1'evaluation de cette contrainte nominale n'est
jamais tres simple. La difficulte provient surtout du lieu d'evaluation. En fait, cette
contrainte doit etre exempte de tout efFet de concentration de contraintes. Les resultats
precedents ont ete obtenus en utilisant la contrainte principale maximale au lieu d'ini-
tiation de fissure. De part Ie modele EF, cette contrainte ne peut inclure PefFet de
concentration de contraintes due a la geometrie du cordon de soudure, car les Gordons
ont ete modelises a 1'aide de barres rigides. Toutefois, il est fort possible que 1'efFet de
discontinuite qui est considere, est joue comme facteur de concentration de contraintes.
Afin qu'elle soit moins locale et s'apparente mieux a la definition de la contrainte no-
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minale, la nouvelle contrainte utilisee est la moyenne de la distribution de la contrainte
principale maximale de toute la surface de contact. Le tableau 22 presente les vies




















TABLEAU 22: Vie en fatigue des deux joints soudes situes a 1'avant du bulk head (nouvelle
analyse)
net amelioration des vies calculees. Le vies obtenues avec Ie code du BSI sont celles
qui s'apparentent Ie mieux aux mesures experimentales, surtout pour Ie joint du cote
gauche. La nouvelle contrainte serait done une meilleure representation de la contrainte
nominale appliquee sur Ie joint soude. Toutefois, d'une faQon comme de 1'autre, au-
cune des deux approches n a su differencier la vie en fatigue du cote gauche et droit,
comme Ie montre les mesures experimentales. Contrairement a la methode S-N, les me-
sures experimentales permettent de discerner qu'aucun joint soude n'est parfaitement
identique. En fait, chaque soudure est unique en terme de sa forme et de ses proprietes.
L'analyse avec la methode S-N de ces deux joints soudes a done permis de prendre
conscience du niveau d'incertitude que cette methode peut engendrer. En fait, les joints
soudes standardises d'un code ou d'un manuel de specifications structurales sont rare-
ment identiques a ceux de 1'application analysee. De plus, 1'evaluation de la contrainte
nominale peut poser probleme dans Ie cas de structures ayant une geometrie et un char-
gement complexes. II est important que la contrainte nominale demeure un parametre
global et non local. Toutefois, lors de la conception d'un joint soude, 1'utilisation de
la contrainte au lieu potentiel de fissuration comme contrainte nominale permettrait
d'assurer une conception plus conservative.
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CONCLUSION
L'analyse structurale a demontre que la rigidite globale des modeles EF du chassis
etait representative de la structure reelle. En fait, les problemes de validation rencontres
n'etaient pas dus a la rigidite du chassis, mais a celle des points d attache. Premierement,
il s'est avere que la flexibilite des bases de support du banc d'essai influengait grande-
ment les deplacements aux points de mesure. Et deuxiemement, les resultats ont montre
que Ie montage experimental possedait des jeux. Ces jeux seraient surtout situes a 1'at-
tache de 1'arbre en acier, car Ie mouvement du bulk head s'est avere tres sensible a
celle-ci. Bien que ces jeux soient de 1'ordre du dixieme de millimetre, Ie grand bras de
levier du bulk head a pour efFet de les amplifier considerablement aux points de mesures.
Comme les modeles EF ne peuvent considerer ces jeux, les deplacements calcules aux
points de mesure n'ont jamais pu etre identiques aux donnees experimentales. Malgre
cette discordance des deplacements, les regions critiques et leur niveau de contraintes
se sont averes independants de ce probleme. C'est qu'en fait, Ie bulk head du chassis
s'apparente a une poutre en porte-en-faux soumise a une force verticale a son extremite
libre. Meme si Ie point de fixation de la poutre possede un tres faible jeu, la distribu-
tion des contraintes Ie long de celle-ci demeure la meme a mains que la geometric de sa
section change.
Pour sa part, Panalyse en fatigue a demontre que Ie niveau de contraintes des regions
critiques sans soudure etait trop faible pour que les durees de vie predite par Ie modele
EF soient les memes que celles observees lors des essais physiques. Le parametre qui
se cache derriere cette difference, est 1'efFet des contraintes residuelles. Quelles soient
dues a une operation de stretch flanging ou de soudure, ces contraintes ne peuvent etre
considerees par les modeles EF lors d'une analyse statique lineaire elastique. Toute-
fois, leur effet peut souvent etre non negligeable. Dans Ie cas du stretch flanging, les
contraintes residuelles qui semblent importantes a determiner et a minimiser, sont celles
qui sui vent la direction de la circonference du flange. Pour les joints soudes, 1'analyse
avec la methode S-N a permis de prendre conscience du niveau d'incertitude engendre
par Ie joint «equivalent» et la contrainte nominale utilises. Bien que cette contrainte
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ne soit pas simple a determine! sur les structures ayant une geometrie et un charge-
ment complexes, il est important que son evaluation soit basee sur une approche globale
plutot que locale. Toutefois, la derniere approche permettrait d'assurer une conception
plus conservative.
Dans 1'ensemble, ce projet de recherche a permis de demontrer 1'application di-
recte et Ie potentiel de 1'approche moderne de conception et d'analyse de durabi-
lite. Bien que les valeurs des resultats out toujours ete differentes de celles obtenues
experimentalement, il n'en demeure pas moins qu'elles ont ete justifiees et que leur ordre
de grandeur s'est avere acceptable. II est important de mentionner que la precision des
resultats de ce type d'analyse depend de plusieurs parametres. Ces parametres sont les
proprietes des materiaux utilisees, la modelisation geometrique et par elements finis de
la structure, Ie code d'elements finis et la modelisation des conditions frontieres ap-
pliquees. De plus, pour 1'analyse en fatigue, revaluation des contraintes nominales ou
locales, Ie parametre du dommage ainsi que Ie critere ou la courbe de fatigue peu vent
aussi jouer grandement sur 1'exactitude des resultats. Chacun de ses parametres en-
gendre, en fait, une variabilite par les hypotheses simplificatrices qui lui sont associees.
Par consequent, tout ce processus d'analyse fait en sorte que les vies en fatigue predites
possedent une variabilite totale qui n'est pas negligeable. Cette variabilite peut meme
etre amplifiee lorsque des facteurs externes tels que les contraintes residuelles, viennent
interagir. En fatigue, il est done tres rare d'avoir une exactitude entre les predictions
et 1 experimentation. L'erreur est souvent tres importante.
Perspectives de recherche
Etant donne qu'une idee en engendre une autre, il va de soit que des nouvelles perspec-
fives de recherche pourraient donner suite a ce projet. Tout d'abord, si d'autres analyses
en fatigue plus poussees sur 1'aluminium 5052-H36 sont a prevoir, il serait interessant
de connaitre les vrais proprietes cycliques en fatigue de ce materiau. De plus, comme
il s est avere que les contraintes residuelles dues a une operation de stretch flanging
pouvaient etre non negligeables, une evaluation de celles-ci serait a considerer. Cette
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evaluation pourrait se faire a 1'aide de logiciels d'elements finis specialises comme PAM-
STAMP de ESI ou par des methodes experimentales. Finalement, plutot que d'utiliser
un chargement a amplitude constante, une autre analyse de durabilite pourrait etre
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